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Kurzfassung
Zur weiteren Erho¨hung des Wirkungsgrades, und damit zur Reduzierung
der ausgestoßenen Schadstoffe thermischer Kraftwerke ist die Erho¨hung
von Dampfdruck und -temperatur notwendig. Gleichzeitig fordert der steti-
ge Ausbau erneuerbarer Energien eine flexible Betriebsfu¨hrung der konven-
tionellen Kraftwerke. Da keine hinreichenden Speichermo¨glichkeiten zur
Verfu¨gung stehen mu¨ssen auftretende Schwankungen in der Verfu¨gbarkeit
der erneuerbaren Energien durch konventionelle Kraftwerke ausgeglichen
werden. Dies fu¨hrt neben den im stationa¨ren Betrieb auftretenden Kriech-
belastungen zu u¨berlagerten Ermu¨dungsbelastungen der Komponenten.
Aufgrund ihrer hohen Festigkeit bei gleichzeitig geringer thermischer
Ausdehnung und guter Wa¨rmeleitfa¨higkeit auch bei den geforderten An-
wendungstemperaturen sind ferritisch-martensitische Sta¨hle fu¨r den Hoch-
temperatureinsatz bei wechselnder Belastung gut geeignet. Der modifizier-
te 9Cr1Mo-Stahl P91 ist ein etablierter Werkstoff dieser Klasse. Fu¨r die
zuverla¨ssige Auslegung von Bauteilen muss jedoch die charakteristische
zyklische Entfestigung dieser Werkstoffe, d.h. die kontinuierliche Abnah-
me der Festigkeit unter zyklischer Belastung, beru¨cksichtigt werden. Eine
Mo¨glichkeit hierzu ist die Verwendung eines Materialmodells, dass in der
computergestu¨tzten Belastungsanalyse die kontinuierliche Vera¨nderung der
Materialeigenschaften und ihre Auswirkungen auf die Lebensdauer abbil-
det.
Die Entwicklung eines solchen Materialmodells zur Beschreibung des
Verhaltens ferritisch-martensitischer Sta¨hle unter Kriechermu¨dungsbelas-
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tungen ist Ziel dieser Arbeit. Gekoppelte Verformungs- und Scha¨digungs-
modelle aus der Kontinuumsmechanik haben hierzu eine gute Eignung unter
Ermu¨dungsbelastungen gezeigt, eine zufriedenstellende Beschreibung ge-
lang unter kombinierten Kriechermu¨dungsbelastungen jedoch bisher nicht.
Im ersten Schritt dieser Arbeit wurden dazu Entfestigungsverhalten und
Lebensdauer unter Kurzzeitermu¨dungsbelastungen sowie unter Kriecher-
mu¨dungsbelastungen umfassend charakterisiert. Die in die Ermu¨dungsbe-
lastung eingeschobenen Haltezeiten zeigten dabei nicht nur eine weitrei-
chende Auswirkung auf das Entfestigungsverhalten, sondern ebenfalls auch
auf die Bruchlastspielzahl. Insbesondere Haltezeiten unter Druck fu¨hrten zu
einer deutlichen Abnahme der Lebensdauer.
Auf Basis der durchgefu¨hrten Experimente wurde das bestehende Mo-
dell von Aktaa und Schmitt hinsichtlich seiner Anwendbarkeit unter Krie-
chermu¨dung evaluiert. Basierend auf dem Vergleich von Experiment und
Modellantwort wurde das Modell anschließend erweitert, so dass der Ein-
fluss der u¨berlagerten Kriechbelastung auf die Entfestigung zufriedenstel-
lend abgebildet wird. Anhand der experimentellen Ergebnisse wurden Pa-
rametersa¨tze fu¨r das modifizierte Modell fu¨r P91 bei 450 ◦C und 550 ◦C
bestimmt.
Das in dieser Arbeit entwickelte Verformungsmodell erlaubt die Be-
schreibung der zyklischen Entfestigung ferritisch-martensitischer Sta¨he un-
ter Kriechermu¨dungsbelastungen. Das mit dem Verformungsmodell gekop-
pelte Scha¨digungsmodell ermo¨glicht ferner die akkurate Beschreibung der
Bruchlastspielzahlen sowohl unter Ermu¨dungsbelastungen, als auch unter
Kriechermu¨dungsbelastungen. Insbesondere die deutliche Abnahme der Le-




To raise the efficiency and thereby reduce emissions of thermal power
plants, increased steam temperatures and pressures are required. At the sa-
me time, continued expansion of renewable energies demands more flexible
operation of conventional power plants. As sufficient energy storage solu-
tions are not available yet, the fluctuating availability of renewable energy
sources has to be balanced by conventional power plants. This results in
additional cyclic loadings of structural components superimposed to creep
loadings already present in continuous operation.
Ferritic-martensitic steels are a common choice for high-temperature ap-
plications under variable loading due to their high strength, low thermal
expansion and good thermal conductivity in the required temperature ran-
ge. The modified 9Cr1Mo steel P91 is an established material grade in this
class of steels. However, cyclic softening (i.e. the continuous reduction of
material strength under cyclic loading), which is a characteristic of ferritic-
martensitic steels, needs to be considered for reliable dimensioning of com-
ponents. A promising approach is the use of constitutive equations which re-
present the evolving material characteristics in numerical, computer-assisted
stress analysis.
The development of such constitutive equations to describe ferritic-mar-
tensitic steels under creep-fatigue loading is the aim of this thesis. Coupled
deformation and damage models based on continuum mechanics already
showed promising results under low-cycle fatigue loading. However, sa-
tisfactory application of these models for creep-fatigue loadings was not
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possible until now. In the first step of this work, cyclic softening and life-
time of P91 were extensively characterized under fatigue loading as well as
under creep fatigue loading. Hold times introduced to the loading path in-
fluenced not only cyclic softening, but also the number of cycles to failure.
Notably, compressive hold times lead to significantly shorter lifetimes.
On the basis of conducted experiments, the model by Aktaa and Schmitt
was evaluated for application under creep-fatigue loading. Based on the
comparison of experimental results and model calculations, the model was
subsequently extended to represent the observed influence of creep-fatigue
loadings on cyclic softening. Parameter sets of the modified model were
determined for P91 at 450 ◦C and 550 ◦C.
The deformation model developed in this work allows the description
of cyclic softening of ferritic-martensitic steels under creep-fatigue loa-
ding. The coupled damage model further allows the accurate calculation
of the number of cycles to failure under fatigue loading as well as under
creep-fatigue loading. Notably, the detrimental influence of compressive
hold times on lifetime of ferritic-martensitic steels is well represented.
vi
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Die zuverla¨ssige Deckung des weltweit kontinuierlich steigenden Bedarfs
an elektrischer Energie erfordert die stetige Weiterentwicklung der ein-
gesetzten Technologien. Die weitere Verbesserung des Wirkungsgrades
thermischer Kraftwerke ist dabei sowohl aus o¨kologischen, als auch aus
o¨konomischen Gru¨nden notwendig: Durch die Verringerung der eingesetz-
ten Brennstoffe ko¨nnen einerseits der CO2-Ausstoß reduziert und begrenzt
verfu¨gbare Ressourcen geschont werden, andererseits fu¨hrt ein ho¨herer Wir-
kungsgrad fu¨r den Kraftwerksbetreiber zu geringeren Brennstoffkosten. Ab-
bildung 1.1 zeigt dazu die historische Entwicklung des spezifischen CO2-



































Abbildung 1.1: Historische Entwicklung des Wirkungsgrades und des CO2-Austoß
von Kohlekraftwerken, nach [1]
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1 Einleitung
Im Laufe von nahezu 100 Jahren Entwicklungsgeschichte konnte der
Wirkungsgrad dabei von 20% auf knapp 50% gesteigert werden, was mit
einer Reduzierung des CO2-Austoßes von 1750 g/kWhel auf 700 g/kWhel
einherging und damit fu¨r die gleiche erzeugte Menge elektrischer Energie
die Einsparung von mehr als der Ha¨lfte des Brennstoffes erlaubt.
Diese Steigerung des Wirkungsgrades beruht auf einer stetigen Erho¨hung
der Dampftemperatur und des Dampfdruckes, welche durch die Weiterent-
wicklung der verwendeten Strukturmaterialien ermo¨glicht wurde. Neben
der Kriechfestigkeit und -duktilita¨t bei der geplanten Einsatztemperatur ist
dabei zusa¨tzlich die Korrosionsbesta¨ndigkeit von Bedeutung. Abbildung 1.2
zeigt die historische Entwicklung der Dampfparameter sowie die erzielten
Wirkungsgrade deutscher Kohlekraftwerke. Als Maß fu¨r den Wirkungsgrad






















] 12 bar / 275 °C
15 bar / 350 °C
35 bar / 450 °C
100 bar / 500 °C
100 bar / 540 °C
100 bar / 540 °C / 540 °Cmit Zwischenüberhitzung
250 bar / 540 °C / 540 °C280 bar / 580 °C / 600 °C300 bar / 580 °C / 600 °Cüberkritisch
Abbildung 1.2: Historische Entwicklung des Wirkungsgrades von Kohlekraftwer-
ken in Deutschland in Abha¨ngigkeit der Dampfparameter, nach
[2]
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Ausgehend von unlegierten Sta¨hlen, die in den 1920er-Jahren Tempe-
raturen bis 350 ◦C und Dru¨cke bis 15 bar erlaubten, erfolgte schrittwei-
se die Weiterentwicklung der eingesetzten Materialien [2, 3]. Ferritisch-
martensitische Sta¨hle, deren Mikrostruktur aufgrund der Legierungsele-
mente und Wa¨rmebehandlung fu¨r eine hohe Kriechfestigkeit optimiert ist,
ermo¨glichen heute den Einsatz unter u¨berkritischen Dampfbedingungen bei
Dru¨cken von 300 bar und Temperaturen bis 600 ◦C. Gleichzeitig fu¨hrt der
Chromgehalt von 9% bis 12% zu akzeptablen Korrosionseigenschaften un-
ter diesen Bedingungen. Die weitere Erho¨hung von Druck und Tempera-
tur zur Verbesserung des Wirkungsgrades ist bereits heute unter Einsatz
von hochwarmfesten austenitischen Sta¨hlen sowie Nickelbasislegierungen
prinzipiell mo¨glich, aufgrund der hohen Materialkosten aber oft nicht wirt-
schaftlich sinnvoll.
U¨ber die gesamte Entwicklungsgeschichte hinweg folgte dabei die Ma-
terialentwicklung den zur Verfu¨gung stehenden Methoden der Charakteri-
sierung und der Lebensdauerabscha¨tzung. Die Materialauswahl und Ausle-
gung der Komponenten erfolgte lange Zeit vorrangig auf Basis der Kriech-
festigkeit, da Dampfkraftwerke u¨berwiegend im stationa¨ren Betrieb zur
Grundlastdeckung eingesetzt wurden. Der kontinuierliche Ausbau erneu-
erbarer Energien (vgl. Abbildung 1.3) erfordert jedoch zum Ausgleich des
schwankenden Angebots und der Nachfrage auf dem Energiemarkt einen
zunehmend flexibleren Einsatz der konventionellen Kraftwerke. Bei einer
2016 in Deutschland installierten Gesamtleistung erneuerbarer Energien
von etwa 100 GW entfallen knapp 50 GW auf Windenergie und 40 GW
auf Photovoltaik; Etwa 90% der installierten Gesamtleistung unterliegen
damit wetter- und tageszeitbedingten Schwankungen und stehen nicht dau-
erhaft zur Verfu¨gung. Am Beispiel der Windenergie standen 2016 49543
MW installierte Gesamtleistung 77412 GWh erzeugte elektrische Energie
gegenu¨ber [4]. Dies entspricht 1562 Volllaststunden oder einem Jahres-
nutzungsgrad von lediglich 17.8% (Photovoltaik: 10.6%). Das Fehlen von
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1 Einleitung
Speicherlo¨sungen zum Ausgleich des schwankenden Angebots erneuerba-
rer Energien bedingt damit trotz der nominell ausreichenden installierten
Leistung weiterhin die Notwendigkeit konventioneller Kraftwerke, die ih-
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Abbildung 1.3: Entwicklung der installierten Leistung und der Stromerzeugung
erneuerbarer Energien in Deutschland, Daten aus [4]
Die Zusammensetzung der erzeugten elektrischen Energie in Deutsch-
land u¨ber eine beispielhafte Woche im September 2017 [5] zeigt die Aus-
wirkungen der erneuerbaen Energien auf die konventionellen Kraftwerke:
Die wechselnde Verfu¨gbarkeit von Solar- und Windenergie wird vorwie-
gend durch Steinkohlekraftwerke ausgeglichen, die teilweise mehrmals am
Tag fu¨r kurze Zeitra¨ume an- und abgefahren werden mu¨ssen. Gleichzeitig
wird auch die Leistung der Kern- und Braunkohlekraftwerke, die prima¨r im
Grundlastbetrieb eingesetzt werden, bei hoher Verfu¨gbarkeit erneuerbarer
Energien reduziert. Der Einsatz von Pumpspeicherkraftwerken ermo¨glicht
dabei lediglich langsamere Lastwechsel konventioneller Kraftwerke, kann
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die Schwankungen im Angebot erneuerbarer Energie aber nicht ausglei-
chen. Diese Lastwechsel fu¨hren zu zusa¨tzlichen mechanischen und thermo-
mechanischen Wechselbelastungen von Kraftwerkskomponenten, die oft-
mals prima¨r auf Kriechbelastungen im stationa¨ren Betrieb ausgelegt wur-
den. Durch Interaktion von Ermu¨dungs- und Kriechscha¨digung kann es da-
bei zum vorzeitigen Ausfall der Komponenten kommen. Zum sicheren und
zuverla¨ssigen Betrieb ist deshalb sowohl ein tiefgreifendes Versta¨ndnis des
Scha¨digungsverhaltens, als auch die zuverla¨ssige Vorhersage der (Rest-)Le-
bensdauer unter den gea¨nderten Belastungsbedingungen notwendig.
Ferritisch-martensitische Sta¨hle bieten unter diesen Bedingungen Vor-
teile: Im Vergleich zu niedriger legierten Sta¨hlen erlaubt die ho¨here Fes-
tigkeit geringere Wandsta¨rken, was unter Wechselbelastung zu geringe-
ren Temperaturgradienten u¨ber den Querschnitt, und damit zu geringe-
ren Spannungen aufgrund unterschiedlicher thermischer Ausdehnung, fu¨hrt
[6]. Gegenu¨ber austenitischen Sta¨hlen mit ho¨herer Kriechfestigkeit zeigen
ferritisch-martensitische Sta¨hle eine ho¨here Wa¨rmeleitfa¨higkeit und eine ge-
ringere thermische Ausdehnung, was bei vergleichbaren Wandsta¨rken eben-
falls zu geringeren Temperaturgradienten und damit thermo-mechanischen
Spannungen infolge wechselnder Belastung fu¨hrt [7].
Aufgrund der zur Verfu¨gung stehenden Rechenleistung war die nume-
rische Spannungsanalyse komplexer Bauteile mittels Finite-Elemente-Me-
thode lange auf linear-elastische Berechnungen begrenzt. Auslegungsregel-
werke erlaubten auf Basis dieser linear-elastischen Auswertung eine sichere,
wenn auch oft konservative, Dimensionierung der Bauteile. Die kontinu-
ierlich zunehmende verfu¨gbare Rechenleistung ermo¨glicht heute auch die
viskoplastische Simulation. Grundvoraussetzung dazu ist jedoch ein Ma-
terialmodell, dass das Verformungsverhalten, welches im Allgemeinen ne-
ben der Belastungsrate auch von der vorausgehenden Belastungsgeschichte
abha¨ngt, mo¨glichst genau abbildet. Kontinuumsmechanische Modelle, ins-
5
1 Einleitung
besondere das sogenannte Chaboche-Modell [8] und darauf aufbauende Er-
weiterungen, haben sich zu diesem Zweck bewa¨hrt [9]. Die Kopplung des
Verformungsmodells an ein Scha¨digungsmodell ermo¨glicht eine exaktere
Vorhersage der Lebensdauer, als dies basierend auf einer linear-elastische
Analyse mo¨glich ist. Durch die Verringerung von Unsicherheiten in der Le-
bensdauervorhersage ko¨nnen entweder ho¨here Belastungen und Wirkungs-
grade ermo¨glicht oder U¨berdimensionierungen vermieden und Kosten ge-
senkt werden.
Fu¨r ferritisch-martensitische Sta¨hle wurden mit dieser Methode gute Er-
gebnisse unter Ermu¨dungsbelastung erzielt [10, 11, 12]. Eine Anwendung
der Methode auf kombinierte Kriechermu¨dungsbelastungen, wie sie im
realen Kraftwerksbetrieb auftreten, ist jedoch bisher nicht mo¨glich. Ursa-
che hierfu¨r ist prima¨r, dass das komplexe Verformungs- und Scha¨digungs-
verhalten ferritisch-martensitischer Sta¨hle unter Kriechermu¨dungsbelastung
durch die verfu¨gbaren Verformungsmodelle nur unzureichend abgebildet
wird [10].
Im Labormaßstab wird das Kriechermu¨dungsverhalten von Werkstoffen
typischerweise durch dehnungskontrollierte Ermu¨dungsversuche mit Hal-
tezeiten an den Extremstellen der Gesamtdehnung abgebildet [13]. Ziel
dieser Arbeit ist die kontiuumsmechanische Lebensdauermodellierung des
ferritisch-martensitischen Stahls P91 unter diesen Bedingungen. Da zwar
umfassende Untersuchungen bezu¨glich des Haltezeiteinflusses auf die Le-
bensdauer [14], aber nicht auf das Verformungsverhalten in der Literatur
vorliegen, wurden zuna¨chst umfangreiche Versuchsreihen zur Charakte-
risierung unter Kriechermu¨dungsbedingungen durchgefu¨hrt. Von Interes-
se ist dabei insbesondere der Einfluss der Haltezeit auf das fu¨r ferritisch-
martensitische Sta¨hle typische Entfestigungsverhalten.
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Als Grundlage der Modellierung wurde das gekoppelte Verformungs-
und Scha¨digungsmodell von Aktaa und Schmitt [10] genutzt, das wiederum
auf dem Modell von Chaboche basiert. Dieses Modell wurde speziell fu¨r
ferritisch-martensitische Sta¨hle entwickelt und erlaubt eine gute Beschrei-
bung des Verformungs- und Entfestigungsverhaltens sowie der Lebensdau-
er unter Kurzzeitermu¨dungsbelastung. Mit Hilfe der zuvor durchgefu¨hrten
Experimente wurde die Eignung des Modells zur Beschreibung von Kriech-
ermu¨dungsbelastungen untersucht. Ausgehend von den Ergebnissen der Ex-
perimente, ihrer mikrostrukturellen Interpretation und den Simulationser-
gebnissen mit dem bestehenden Modell wurde ein Materialmodell abgelei-
tet, das die Beschreibung des Haltezeiteinflusses auf das Verformungsver-




2 Stand der Technik
Um einen o¨konomischen und zuverla¨ssigen Betrieb zu ermo¨glichen werden
eine Vielzahl von Anforderungen an moderne Kraftwerke gestellt [2, 15].
Neben einem hohen Wirkungsgrad und einer Designlebensdauer von min-
destens 200 000 Stunden geho¨rt dazu auch eine hohe Verfu¨gbarkeit, was lan-
ge Wartungsintervalle und kurze Revisionszeiten erfordert. Um die Strom-
erzeugung zu wettbewerbsfa¨higen Preisen zu ermo¨glichen spielen neben
den Brennstoffkosten auch die Baukosten eine entscheidende Rolle. Dies
fu¨hrt dazu, dass ein geringerer Wirkungsgrad wirtschaftlich sinnvoll sein
kann, wenn dadurch auf die Verwendung teurerer Strukturmaterialien ver-
zichtet werden kann. Zusa¨tzlich wird vermehrt die Mo¨glichkeit zum fle-
xiblen Betrieb unter wechselnder Belastung gefordert. Als Richtwert gilt
dabei eine Zeitstandsfestigkeit von 100 000 h bei 100 MPa und der ma-
ximal auftretenden Einsatztemperatur um hinreichend du¨nnwandige Kom-
ponenten, die keine vorzeitigen Ausfa¨lle aufgrund thermo-mechanischer
Ermu¨dung zeigen, zu ermo¨glichen [16].
Diese Anforderungen fu¨hren im Allgemeinen zu einer konservativen
Werkstoffauswahl. So beruht der in Europa erfolgreich eingesetzte Stahl
X20 (X20CrMoV12-1 bzw. 12Cr1MoV) auf Entwicklungen in den 1950er-
Jahren und wird seit Beginn der 1960er-Jahre im Kraftwerksbau verwendet
[17]. Die im Betrieb gewonnenen Erfahrungen erlaubten eine kontinuierli-
che Erho¨hung der Dampfparameter bis zu 250 bar und 560 ◦C, die 1992 er-
reicht wurden [16]. Dies gilt ebenso fu¨r die ferritisch-martensitischen Sta¨hle
P/T91 [18] und P92 [19], die aus Entwicklungsprogrammen der 1970er
bzw. 1980/1990er-Jahre hervorgegangen sind und 1988 bzw. 2001 zum ers-
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ten Mal regula¨r in Kraftwerken eingesetzt wurden. Eine Ursache fu¨r die
langsame Entwicklung der Strukturmaterialien ist der geforderte Nachweis
der Kriechfestigkeit, da in den relevanten Standards [20] fu¨r neuentwickel-
te Sta¨hle zur Vorhersage aufgrund von Versuchen bei ho¨herer Tempera-
tur maximal eine Extrapolation auf das Dreifache der la¨ngsten gemesse-
nen Lebensdauer erlaubt ist. Zur ersten Abscha¨tzung der Spannung, die
eine Kriechlebensdauer von 100 000 h ermo¨glicht, sind damit bereits Ver-
suche mit einer Laufzeit von mindestens 3.5 Jahren notwendig. Die Risiken
der Extrapolation der Kriechlebensdauer zeigt die mehrfache Korrektur der
100 000 h-Zeitstandsfestigkeit in der Entwicklung von P92 [21]: Wurde
zuna¨chst aufgrund von Kurzzeit-Kriechversuchen bei ho¨herer Temperatur
eine erwartete Zeitstandsfestigkeit bei 600 ◦C von 157 MPa angegeben,
musste diese jeweils nach Abschluss la¨nger laufender Versuche schrittweise
bis 115 MPa gesenkt werden.
Aufgrund dieser hohen Hu¨rden fu¨r die Qualifikation neuer Werkstoffe
kommt der Optimierung der Auslegungsregeln verfu¨gbarer Strukturwerk-
stoffe eine besondere Bedeutung zu. Die sowohl im Betrieb, als auch in
systematischen Laborversuchen gewonnenen Erfahrungen ko¨nnen dabei zu
einem besseren Versta¨ndnis der relevanten Versagensmechanismen fu¨hren.
Darauf basierend ko¨nnen Auslegungsregeln entworfen werden, die spe-
ziell auf das Verhalten des Werkstoffes abgestimmt sind und damit eine
bessere Ausnutzung der Werkstoffeigenschaften ermo¨glichen ohne die Zu-
verla¨ssigkeit zu gefa¨hrden. Insbesondere ko¨nnen fortschrittliche Material-
modelle eine zuverla¨ssigere Lebensdauervorhersage ermo¨glichen, was (un-
ter Ausnutzung der ansonsten ungenutzten Materialreserven) die sichere
Erho¨hung von Betriebsdruck und -temperatur erlaubt.
Das folgende Kapitel gibt zuna¨chst einen U¨berblick u¨ber die Entwick-
lungsgeschichte und den aktuellen Stand der Technik hochtemperaturfester
Materialien fu¨r den Einsatz in konventionellen Kraftwerken. Der Schwer-
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punkt liegt dabei auf ferritisch-martensitischen Sta¨hlen mit einem Chrom-
gehalt zwischen 9% und 12%. Die Eigenschaften und der Forschungsstand
des im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Stahls P91 werden darauffolgend
genauer vorgestellt. Zuletzt werden Mo¨glichkeiten und Grenzen der kon-
tinuumsmechanischen Modellierung des Verformungs- und Scha¨digungs-
verhaltens bei Anwendungstemperaturen gezeigt.
2.1 Historische Entwicklung und Anwendungsbereiche
Die im Kraftwerk zula¨ssigen Dampftemperaturen und -dru¨cke konnten
durch Weiterentwicklung der eingesetzten Strukturmaterialien im Laufe
der Entwicklungsgeschichte kontinuierlich erho¨ht werden. Die Material-
entwicklung erfolgte dabei eng gekoppelt mit der Weiterentwicklung der
Methoden zur Charakterisierung und zur Lebensdauervorhersage. Bis in
die 1920er-Jahre kamen im Kraftwerksbau vorwiegend unlegierte Sta¨hle
zum Einsatz, die Temperaturen bis 350 ◦C und Dru¨cke bis 15 bar erlaub-
ten. Da die Auslegung der Komponenten auf Basis von Hochtemperatur-
Zugversuchen erfolgte, konnte der Einfluss von Legierungselementen auf
das Langzeit-Kriechverhalten noch nicht erkannt werden [2]. Die aufkom-
mende Standardisierung von Kurzzeit-Kriechversuchen [22] ermo¨glichte ab
den beginnenden 1930er-Jahren die systematische Untersuchung des Ein-
flusses von Legierungselementen. Typische Sta¨hle dieser Zeit enthielten
zwischen 0.1% und 0.15% Kohlenstoff, 1% bis 2.25% Chrom und 0.5%
bis 1% Molybda¨n und erlaubten Einsatztemperaturen zwischen 450 ◦C
und 500 ◦C. Im Laufe der weiteren Entwicklung wurde zur Erho¨hung der
Kriechfestigkeit zusa¨tzlich Vanadium zulegiert. Aufgrund ihres geringen
Preises und der guten Schweißbarkeit kommen Weiterentwicklungen dieser
Sta¨hle auch in geringer belasteten Bereichen heutiger Kraftwerke zum Ein-
satz.
11
2 Stand der Technik
Sta¨hle mit einem Chromgehalt von 9% bis 12% werden seit den 1950er-
Jahren eingesetzt. Der ho¨here Chromgehalt verbessert zum einen die Korro-
sionseigenschaften, was ho¨here Einsatztemperaturen erlaubt. Zum anderen
weisen diese Sta¨hle durch entsprechende Wa¨rmebehandlung eine sehr fein
strukturierte, ferritisch-martensitische Mikrostruktur auf, die vorteilhafte
Kriecheigenschaften ermo¨glicht. Die Kriechfestigkeit der ersten Generation
dieser Sta¨hle beruhte dabei auf der Mischkristallha¨rtung durch Molybda¨n
sowie der Ausscheidungsha¨rtung durch Chromkarbide vom M23C6-Typ
[23]. Die systematische Untersuchung in Langzeitkriechversuchen fu¨hrte
zur Zulegierung und Optimierung der Anteile von Vanadium, Niob und
Stickstoff, die fein verteilte Ausscheidungen vom MX-Typ (vorwiegend
VN und Nb(C,N)) bilden und eine signifikante Steigerung der Kriechfes-
tigkeit ermo¨glichten. Im Rahmen des US-Amerikanischen SFB-Programms
(sodium fast breeder, natriumgeku¨hlter schneller Brutreaktor) wurde modi-
fizierter 9Cr-1Mo Stahl umfassend optimiert, charakterisiert und unter der
Bezeichnung P91 bzw. T91 (P bzw. T fu¨r piping und tubing, also dickwan-
dige Rohre vorwiegend fu¨r den Dampftransport vom Kessel zur Turbine
und du¨nnwandige Rohre fu¨r den Einbau im Dampferzeuger selbst) in Aus-
legungsregelwerke aufgenommen [18]. P/T91 ermo¨glicht bei 600 ◦C eine
100 000 h-Zeitstandfestigkeit von 94 MPa und wird seit seiner Einfu¨hrung
sowohl in neuen, als auch bei der Instandsetzung in a¨lteren konventionel-
len Kraftwerken umfangreich genutzt [24]. Bei der Materialauswahl spielen
dabei mittlerweile auch die geringeren Risiken aufgrund der gewonnenen
Erfahrung aus 30 Jahren Einsatz, die fu¨r neuere Sta¨hle noch nicht vorhan-
den ist, eine Rolle.
Aufbauend auf den mit P/T91 gewonnenen Erfahrungen wurden umfang-
reiche Entwicklungsprogramme zur weiteren Steigerung der Kriechfestig-
keit durchgefu¨hrt. Eine U¨bersicht u¨ber die untersuchten Materialien und
die angestrebten 100 000 h-Zeitstandsfestigkeiten bei 600 ◦C ist in Abbil-
dung 2.1 dargestellt. Unter den 9Cr-Sta¨hlen ist dabei vor allem P/T92 von
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Bedeutung, der sich von P/T91 in erster Linie durch die Zulegierung von
Wolfram bei gleichzeitig reduziertem Molybda¨ngehalt unterscheidet. Wolf-
ram und Molybda¨n steigern beide die Kriechfestigkeit durch Mischkris-
tallha¨rtung, dies geschieht aber effektiver durch Wolfram [25]. Da die Fes-
tigkeit ferritisch-martensitischer Sta¨hle auf der mittels Wa¨rmebehandlung
eingestellten Mikrostruktur beruht sind besondere Vor- und Nachwa¨rmebe-
handlungen beim Schweißen notwendig. Trotzdem treten fu¨r diese Materia-
lien Risse im Betrieb vorwiegend im Bereich der Schweißna¨hte auf [6]. Aus
diesem Grund ist fu¨r die Zukunft die Einfu¨hrung von P/T93 geplant [26],
dass neben der Zulegierung von Bor, Cobalt und Neodym zur Stabilisierung
der Mikrostruktur [27] und damit zur Verbesserung der Kriechfestigkeit

























































Abbildung 2.1: Entwicklungsgeschichte ferritischer und ferritisch-martensitischer
Sta¨hle, nach [25]
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Der Einsatzbereich der 9Cr-Sta¨hle ist aufgrund der Korrosionsbesta¨ndig-
keit auf Temperaturen bis etwa 625 ◦C begrenzt [25]. Eine weitere Tempera-
turerho¨hung bis 650 ◦C ist fu¨r 12Cr-Sta¨hle mo¨glich, hier kommt es jedoch
im Vergleich zu 9Cr-Sta¨hlen neben der vermehrten Bildung von δ -Ferrit
unter Langzeit-Hochtemperaturbelastung zur Bildung und Vergro¨berung
der Z-Phase Cr(V,Nb)N bei gleichzeitiger Auflo¨sung der MX-Karbonitride.
Hierdurch kommt es insbesondere oberhalb von 600 ◦C zu einem star-
ken Abfall der Kriechfestigkeit [28], so dass die Vorteile der 12Cr-Sta¨hle
bezu¨glich der Korrosionsbesta¨ndigkeit bisher nicht voll ausgenutzt wer-
den ko¨nnen. Dies zeigte insbesondere das Scheitern der Entwicklungspro-
gramme von NF12 und VM12, die ihre in Abb. 2.1 prognostizierten Zeit-
standsfestigkeiten nicht erreichen konnten [29]; Trotz vielversprechender
Ergebnisse im Kurzzeit-Kriechversuch (<1 000 h) liegen die Zeitstandsfes-
tigkeiten bei der geplanten Einsatztemperatur von 650 ◦C oberhalb 10 000 h
unter denen von P91 [16]. Aktuelle Forschungsprogramme haben deshalb
die Entwicklung von 12Cr-Sta¨hlen, deren Kriechfestigkeit nicht auf MX-
Karbonitriden beruht, zum Ziel [16].
Ho¨here Einsatztemperaturen werden durch austenitische Sta¨hle und Ni-
ckelbasislegierungen ermo¨glicht. Abbildung 2.2 zeigt dazu einen U¨berblick
u¨ber die mit aktuell verfu¨gbaren Materialien erreichbaren 100 000 h-Zeit-
standsfestigkeiten fu¨r ferritische und austenitische Sta¨hle sowie Nickelba-
sislegierungen.
Austenitische Sta¨hle wurden zuna¨chst ab ca. 1930 als korrosionsresis-
tente Sta¨hle fu¨r die chemische Industrie entwickelt, die Eignung fu¨r Hoch-
temperaturanwendungen war urspru¨nglich nicht Ziel der Entwicklung [2].
Sie ermo¨glichen ho¨here Einsatztemperaturen als ferritische Sta¨hle und sind
gut schweißbar. Auf aufwendige Wa¨rmebehandlungen vor und nach dem
Schweißen, wie sie fu¨r ferritisch-martensitische Sta¨hle kritisch und notwen-
dig sind, kann in vielen Fa¨llen verzichtet werden [30]. Neben den ho¨heren
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Abbildung 2.2: Einsatztemperaturen der verschiedenen Klassen von Strukturmate-
rialien nach der 100 000 h-Zeitstandfestigkeit, nach [30]
Kosten aufgrund des hohen Nickelgehalts liegt der Hauptnachteil austeni-
tischer Sta¨hle in der geringen Wa¨rmeleitfa¨higkeit bei gleichzeitig hohem
thermischen Ausdehnungskoeffizient [7]. In dickwandigen Bauteilen treten
bei wechselnden Betriebstemperaturen Temperaturgradienten entlang des
Querschnitts auf. Diese fu¨hren zu thermisch induzierten Spannungen und
damit zu einer der Kriechbelastung u¨berlagerten Ermu¨dungsbelastung. Aus
diesem Grund ist der Einsatz austenitischer Sta¨hle vielfach auf du¨nnwandige
Bauteile in hochbelasteten Bereichen, beispielsweise im U¨berhitzer, be-
schra¨nkt. Eine wesentliche Motivation fu¨r die Weiterentwicklung ferritisch-
martensitischer Sta¨hle ist die Kostenreduzierung durch den Ersatz austeniti-
scher Sta¨hle in diesen Bereichen.
Fu¨r Einsatztemperaturen u¨ber 700 ◦C ist die Verwendung von Nickel-
basislegierungen notwendig. So wurde beispielsweise die Legierung 617
(NiCr23Co12Mo) im Rahmen des deutschen Hochtemperaturreaktorpro-
gramms in den 1980er-Jahren umfassend charakterisiert [31]. Zufrieden-
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stellenden Kriech-, Ermu¨dungs- und thermomechanischen Eigenschaften
sowie einer guten Schweißbarkeit steht vor allem der sehr hohe Preis auf-
grund des Cobaltanteils von 12% und des Nickelanteils von u¨ber 50% ge-
genu¨ber. Erste Erfahrungen aus dem Praxiseinsatz bis zu etwa 10 000 h Ein-
satzdauer in Versuchsbauteilen im Grosskraftwerk Mannheim [32] zeigten
die grundsa¨tzliche Eignung auch im Lastfolgebetrieb mit ha¨ufigen Last-
wechseln, weitere Versuchseinsa¨tze des Materials sind geplant. Der ho¨here
Wirkungsgrad bei Dampftemperaturen u¨ber 700 ◦C ermo¨glicht zwar die
Einsparung von Brennstoff, die Wirtschaftlichkeit der signifikant ho¨heren
Anfangsinvestition fu¨r Nickelbasislegierungen ha¨ngt aber von der weiteren
Entwicklung der Brennstoffpreise ab.
Zusammenfassend beruht die Verbreitung der 9Cr-Sta¨hle in Hochtem-
peraturanwendungen aus einem zufriedenstellenden Kompromiss zwischen
Festigkeit und thermomechanischen Ermu¨dungseigenschaften, und damit
dem erreichbaren Wirkungsgrad der Kraftwerke, sowie einer akzeptablen
Schweißbarkeit auf der einen Seite und (vergleichsweise) geringen Mate-
rialkosten und umfassender Einsatzerfahrung auf der anderen Seite. Ziel
der weiteren Entwicklung ist deshalb die Erweiterung des Einsatzberei-
ches ferritisch-martensitischer Sta¨hle hin zu ho¨heren Dampfdru¨cken und
-temperaturen, die derzeit nur unter Verwendung austenitischer Sta¨hle oder
Nickelbasislegierungen mo¨glich sind. Dies kann unter anderem durch eine
verbesserte Lebensdauervorhersage der hochbelasteten Komponenten er-
folgen, wozu im Rahmen dieser Arbeit ein gekoppeltes Verformungs- und
Scha¨digungsmodell fu¨r die Beschreibung des Materialverhaltens ferritisch-
martensitischer Sta¨hle unter kombinierter Kriech-Ermu¨dungs-Belastung,
wie sie im flexiblen Betrieb heutiger Kraftwerke auftreten, entwickelt wur-
de.
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2.2 Ferritisch-Martensitischer Stahl P91
Die guten Kriecheigenschaften der 9Cr-Sta¨hle und damit ihre Eignung fu¨r
Hochtemperaturanwendungen beruhen auf ihrer ferritisch-martensitischen
Mikrostruktur, die auch bei hohen Temperaturen eine Vielzahl verschiede-
ner Verfestigungsmechanismen ausnutzt [33]. Die charakteristische Mikro-
struktur dieser Sta¨hle ist jedoch nicht stabil und vergro¨bert unter Kriech-
belastungen [34, 35]. Dieser Effekt wird durch Ermu¨dungsbelastungen zu-
sa¨tzlich versta¨rkt [36] und fu¨hrt zur sog. zyklischen Entfestigung, d.h. mit
fortschreitender Belastung nimmt die Festigkeit des Materials kontinuierlich
ab ohne einen stabilisierten Zustand zu erreichen [10]. Das Zusammenspiel
zwischen Mikrostruktur, mechanischen Eigenschaften und der Langzeitsta-
bilita¨t unter Kriech- und Ermu¨dungsbelastung soll im folgenden Abschnitt
am Beispiel des in dieser Arbeit verwendeten Stahls P91 vorgestellt werden.
Tabelle 2.1: Nominelle chemische Zusammensetzung verschiedener 9-12Cr-Sta¨hle,
nach [16] und [37]
C Cr Mo Mn Si W Ni V Nb N sonst.
P9 0.11 9 1 0.5 0.5
P91 0.1 9 1 0.45 0.3 <0.2 0.2 0.08 0.05
P92 0.1 9 0.45 0.45 0.3 1.75 <0.4 0.2 0.06 0.05 0.003 B
X20 0.2 12 1 0.5 0.3 0.5 0.3
P122 0.1 12 0.45 0.45 0.3 2 <0.5 0.25 0.07 0.07 0.003 B
EUROFER 0.11 9 0.4 1.1 0.2 0.03 0.08 Ta
Eine U¨bersicht u¨ber die Zusammensetzung verschiedener ferritisch-mar-
tensitischer Sta¨hle ist in Tabelle 2.1 gegeben. Im Vergleich zu P9 unter-
scheidet sich P91 in erster Linie durch die Zulegierung von Vanadium, Niob
und Stickstoff. Diese Elemente bilden fein verteilte Karbonitride vom MX-
Typ, die nach dem Prinzip der Ausscheidungsha¨rtung die Festigkeit erho¨hen
[33]. Im daraus entwickelte Stahl P92 wurde ein Teil des Molybda¨ns durch
Wolfram ersetzt, dass die Festigkeit u¨ber die Mischkristallha¨rtung effektiver
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steigert [35]. X20 und P122 entsprechen grundsa¨tzlich in ihrer Legierungs-
zusammensetzung P91 bzw. P92, jedoch mit einem ho¨heren Chromgehalt.
EUROFER wurde basierend auf den kommerziell erfolgreichen 9Cr-Sta¨hlen
als niedrigaktivierbare Alternative fu¨r zuku¨nftige Fusionskraftwerke entwi-
ckelt [38]. Da hierbei Legierungselemente und Verunreinigungen mit lang-
lebigen Zerfallsprodukten vermieden werden mu¨ssen, sind eine Vielzahl
von gebra¨uchlichen Elementen im ppm-Bereich limitiert [37]. Insbesondere
wurde Molybda¨n zur Mischkristallha¨rtung durch Wolfram ersetzt und kein
Niob verwendet. Im Austausch wurde Tantal zulegiert, dass ebenfalls Nitri-
de bildet [39, 40].
2.2.1 Wa¨rmebehandlung und Mikrostruktur
Fu¨r die Hochtemperatureigenschaften der 9Cr-Sta¨hle ist die Ausbildung der
ferritisch-martensitischen Mikrostruktur mittels Wa¨rmebehandlung unab-
dingbare Voraussetzung, da eine fehlerhaft durchgefu¨hrte Wa¨rmebehandlung
zu signifikant schlechteren Materialeigenschaften fu¨hrt [6, 41]. Die Wa¨rme-
behandlung besteht typischerweise aus Normalglu¨hen, Abku¨hlung an Luft
und anschließendem Anlassen bzw. Tempern [42]. Beim Normalglu¨hen
wird das Material zuna¨chst oberhalb der Temperatur AC3 austenitisiert,
bei der anschließenden Abku¨hlung an Luft kommt es fu¨r 9Cr-Sta¨hle zur
vollsta¨ndigen martensitischen Umwandlung. Im normalgeglu¨hten Zustand
zeigt das Material deshalb eine sehr hohe Festigkeit bei gleichzeitig sehr
geringer Duktilita¨t. Zur Erho¨hung der Za¨higkeit und der Duktilita¨t wird das
Material deshalb im zweiten Schritt angelassen. Dabei kommt es neben der
Verringerung der Versetzungsdichte zu Ausscheidung und Wachstum von
gleichma¨ßig verteilten MX-Karbonitriden und M23C6-Karbiden entlang der
vorherigen austenitischen Korngrenzen [43, 44]. Ein typischer Temperatur-
verlauf der Wa¨rmebehandlung ist in Abbildung 2.3 gezeigt.
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Normalglühen30 min, 1050 °C
Anlassen60 min, 750 °C
Abbildung 2.3: Typische Wa¨rmebehandlung zur Einstellung der Mikrostruktur von
P91, Daten aus [16]
Die ferritisch-martensitische Mikrostruktur von P91 im normalgeglu¨hten
und getemperten Zustand wird in [34, 40, 45, 46, 47, 48], und von ferritisch-
martensitischen Sta¨hlen im Allgemeinen in [23], umfassend beschrieben
und ist in Abbildung 2.4 schematisch dargestellt.
Die hierarchische Mikrostruktur zeigt dabei Strukturen verschiedener
La¨ngenskalen [49]. Die gro¨ßte Struktur sind die ehemaligen Austenitko¨rner
mit einem mittleren Durchmesser zwischen 15 und 60 µm [45]. Diese be-
stehen aus Paketen , die wiederum aus Blo¨cken (in Abb. 2.4 der U¨bersicht-
lichkeit halber nicht dargestellt) der fu¨r martensitische Sta¨hle typischen Lat-
tenstruktur bestehen. Obwohl die martensitische Lattenstruktur auch nach
der Wa¨rmebehandlung erkennbar ist, liegt eine ferritische Kristallstruktur
vor. Die kleinsten Strukturen innerhalb der Latten sind Subko¨rner, deren
mittlere Gro¨ße im Bereich von 250 nm [34] bis 380 nm [46] angegeben
wird. Im normalgeglu¨hten und getemperten Zustand zeigt P91 eine hohe
Versetzungsdichte in der Gro¨ßenordnung von 1014 m−2. Abha¨ngig von der
verwendeten Methode wird eine Versetzungsdichte zwischen 6x1013 m−2
(Ro¨ntgendiffraktion, [50]) und 1.7 bis 4.5x1014 m−2 (Transmissionselektro-
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Abbildung 2.4: Schematische Darstellung der Mikrostruktur von P91, basierend auf
[36] und [45]
nenmikroskopie, [34, 45, 51]) angegeben. Neben der verwendeten Methode
beruht der Unterschied auch auf verschiedenen Materialchargen, die in der
Zusammensetzung und der Wa¨rmebehandlung variieren.
Zusa¨tzlich weist die Mikrostruktur Ausscheidungen auf. Dies sind zum
einen Karbide vom M23C6-Typ (vorwiegend Chromkarbide) mit einer Gro¨ße
im Bereich der Subko¨rner (100 bis 300 nm, [45, 52, 53]), die an den Grenzen
der ehemaligen Austenitko¨rner und den Paketgrenzen auftreten. Hinzu kom-
men zum anderen Karbonitride vom MX-Typ (mit M=V,Nb und X=C,N) im
Gro¨ßenbereich um 30 nm [44, 45], die gleichma¨ßig verteilt innerhalb der
Subko¨rner vorliegen.
Zum Erhalt der Festigkeit in Hochtemperaturanwendungen werden so-
mit verschiedene Verfestigungs- bzw. Ha¨rtungsmechanismen ausgenutzt
[33, 35, 54]:
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• Versetzungsverfestigung
Die hohe Versetzungsdichte selbst fu¨hrt bei Raumtemperatur zur Be-
hinderung der Versetzungsbewegung und damit zu Verfestigung von
ferritisch-martensitischen Sta¨hlen. Ohne weitere Mechanismen, die
die Versetzungsstruktur stabilisieren, kommt es bei Temperaturen
oberhalb 30% der Schmelztemperatur [55] jedoch zur Erholung der
Mikrostruktur und damit zur Versetzungsauflo¨sung, so dass eine hohe
Versetzungsdichte allein kein wirksamer Mechanismus zur Erho¨hung
der Kriechfestigkeit ist [35].
• Feinkornverfestigung
Eine geringe Korngro¨ße stellt ein wirksames Hindernis gegen Verset-
zungsbewegung dar, da Korngrenzen aufgrund der unterschiedlichen
Lage der Gleitebenen in den angrenzenden Ko¨rnern von Versetzungen
nur schwer u¨berwunden werden ko¨nnen. Das aus den an der Korn-
grenze aufgestauten Versetzungen resultierende Spannungsfeld wirkt
zusa¨tzlich abstoßend auf nachfolgende Versetzungen und behindert
somit deren Bewegung [56]. Im Gegensatz zu anderen Verfestigungs-
mechanismen erho¨ht die Feinkornha¨rtung neben der Festigkeit auch
die Duktilita¨t, da aufgrund der feineren Kornstruktur im Mittel bei
gegebener Belastung eine ho¨here Anzahl von Ko¨rnern eine gu¨nstige
Orientierung der Gleitsysteme aufweist und an der Verformung betei-
ligt ist.
• Mischkristallverfestigung
Substitutions- bzw. Interstitionsatome mit unterschiedlichem Atom-
radius im Kristallgitter fu¨hren zur Verzerrung des Gitters und damit
zu einem Spannungsfeld, dass die Versetzungsbewegung behindert.
Molybda¨n und Wolfram weisen einen deutlich gro¨ßeren Atomradius
als Eisen auf und werden beide als effektive Mischkristallha¨rter in
sowohl ferritisch-martensitischen, als auch in austenitischen Sta¨hlen
genutzt [44]; In P91 wurde auf die Zulegierung von Wolfram ver-
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zichtet. Die Untersuchung von Modelllegierungen zeigte jedoch, dass
zwar die Zulegierung von Molybda¨n und/oder Wolfram zu reinem α-
Eisen die minimale Kriechrate um drei Gro¨ßenordnungen reduziert.
Bei gleichzeitigem Vorhandensein von MX-Karbonitriden treten aber
sowohl mit, als auch ohne Mischkristallha¨rter sehr a¨hnliche, nochmals
geringere minimale Kriechraten auf [57]. In Materialien wie P91, de-
ren Festigkeit auf feinen, gleichma¨ssig verteilten Ausscheidungen be-
ruht, spielt die Mischkristallha¨rtung damit fu¨r die Kriechfestigkeit ei-
ne untergeordnete Rolle.
• Ausscheidungsverfestigung
Insbesondere die innerhalb der Subko¨rner gleichma¨ßig verteilten MX-
Partikel tragen zur Festigkeitssteigerung bei. Zum einen stellen sie ein
wirksames Hindernis fu¨r die Versetzungsbewegung dar, da sie mittels
des Orowan-Mechanismus [58] u¨berwunden, geschnitten oder, bei
ho¨heren Temperaturen, u¨berklettert werden mu¨ssen [59]. Zum ande-
ren stabilisieren sie die Versetzungsstruktur, so dass die Versetzungs-
verfestigung bei ho¨heren Temperaturen erhalten bleibt [60]. A¨hnlich
wirken auch die M23C6-Karbide, die aufgrund ihrer Gro¨ße und Lage
an den Paket- und vormaligen Austenitkorngrenzen nicht direkt die
Versetzungsbewegung behindern, sondern prima¨r die Kornstruktur
stabilisieren [61].
Die Ausscheidungsverfestigung, und damit auch das Pinning von Versetzun-
gen und Subkorngrenzen, wird als dominierender Verfestigungsmechanis-
mus, der die Langzeit-Kriechfestigkeit bestimmt, angesehen [16, 62]. Zu-
sammenfassend beruht die Festigkeit von P91 und vergleichbaren Sta¨hlen
auf dem Zusammenspiel zwischen einer feingliedrigen Subkornstruktur mit
hoher Versetzungsdichte und feinen Ausscheidungen, die diese Struktur
effektiv stabilisieren und die auch bei den geforderten Anwendungstempe-
raturen noch effektive Hindernisse fu¨r die Versetzungsbewegung, und damit
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fu¨r plastische Verformung, darstellen.
2.2.2 Mechanische Eigenschaften
P91 zeigt bis etwa 400 ◦C nur eine geringe Abha¨ngigkeit der Zugfestig-
keit von der Temperatur. Dies entspricht dem fu¨r viele Materialien bei et-
wa 0.4*TS (wobei TS die absolute Schmelztemperatur bezeichnet) beob-
achteten U¨bergang zwischen Tief- und Hochtemperaturverformung [63].
Aufgrund thermisch aktivierter Prozesse wie dem Klettern bzw. Querglei-
ten von Versetzungen, fu¨r die eine hinreichend hohe Diffusionsgeschwin-
digkeit der Atome auf Leerstellen Vorraussetzung ist, la¨sst die Hindernis-
wirkung der Verfestigungsmechanismen gegen die Versetzungsbewegung
daru¨ber mit steigender Temperatur nach. Dies fu¨hrt zu einer sukzessiven
Abnahme der Festigkeit. Grundsa¨tzlich wirkt dabei die Ausscheidungsver-
festigung am la¨ngsten und wird bei hohen Temperaturen zum dominieren-
den Verfestigungsmechanismus [55]. Abbildung 2.5 zeigt dazu den Verlauf
der Ersatzstreckgrenze und der Zugfestigkeit von P91 in Abha¨ngigkeit der
Temperatur. Die Fehlerbalken zeigen die Variation der Ergebnisse aufgrund
verschiedener Schmelzen und Produktformen (Platten- und Stabmaterial so-
wie Rohre). Die Minimalkurven wurden aufgrund der spezifizierten Mi-
nimalwerte bei Raumtemperatur (414 bzw. 586 MPa) berechnet [18] und
sind trotz der Variationen im Material u¨ber den gesamten Temperaturbe-
reich konservativ.
Kriechen
Kriechen bezeichnet die zeitabha¨ngige inelastische Verformung von Werk-
stoffen unter konstanter Belastung. Obwohl diese grundsa¨tzlich bei jeder
Temperatur oberhalb 0 K auftritt, sind die auftretenden Verformungen erst
bei Temperaturen oberhalb 0.4*TS technisch relevant; Im Allgemeinen ist
deshalb mit Kriechen nur die (meist langfristige) zeitabha¨ngige Hochtem-
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Abbildung 2.5: Temperaturabha¨ngigkeit von Ersatzstreckgrenze und Zugfestigkeit
von P91, nach [18]
peraturverformung gemeint [64]. Da es (im Gegensatz zur Streckgrenze fu¨r
plastische Verformungen bei Temperaturen unterhalb 0.4*TS) keine Grenz-
spannung gibt, bei deren Unterschreitung keine Kriechverformung auftritt
[2], fu¨hrt die Kriechverformung im Hochtemperatureinsatz fu¨r belastete
Bauteile grundsa¨tzlich zu einer endlichen Lebensdauer [63]. Ziel einer er-
folgreichen Bauteildimensionierung ist deshalb unter Kriechbedingungen
nicht eine ausfallsichere Auslegung, sondern immer die Einhaltung einer
maximal zula¨ssigen Verformung innerhalb der spezifizierten Lebensdauer.
Zur Abscha¨tzung der u¨ber die Lebensdauer auftretenden Kriechverfor-
mung ist deshalb im Kriechversuch nicht nur die Zeitstandsfestigkeit, also
die Zeit bis zum Bruch bei gegebener Temperatur und Belastung, sondern
auch die auftretende inelastische Verformungsrate sowie der zugrundelie-
gende Verformungs- und Versagensmechanismus von Interesse. Abbildung
2.6 zeigt dazu schematisch den fu¨r Sta¨hle typischen Verlauf der Kriech-
verformung und der -rate u¨ber die Zeit bei konstanter Last und Tempe-
ratur. Ausgehend von der instantanen Dehnung ε0 durch das Aufbringen
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der Last wird typischerweise zwischen prima¨rem, sekunda¨rem und ter-
tia¨rem Kriechen unterschieden (Abb. 2.6 oben). In der prima¨ren Kriech-
phase nimmt die Dehnrate mit der Zeit ab, was auf die Verfestigung des
Materials aufgrund der inelastische Verformung zuru¨ckgefu¨hrt wird [64].
Der sekunda¨re Bereich ist durch eine konstante Dehnrate ε˙SS (von steady
state) gepra¨gt. In diesem auch als stationa¨res Kriechen bezeichneten Zu-
stand halten sich Verfestigungsprozesse durch die inelastische Verformung
und Entfestigungsprozesse durch die mikrostrukturelle Erholung des Ma-
terials (z.B Vergro¨berung der Kornstruktur und der Ausscheidungen) im
Gleichgewicht. In der tertia¨ren Kriechphase nimmt die Kriechrate zusa¨tzlich
aufgrund der fortschreitenden Kriechscha¨digung (z.B. Porenbildung und -
wachstum sowie die Bildung von Mikrorissen) und der Einschnu¨rung des
Materials bis zum Bruch wieder zu. Insbesondere bei Kriechversuchen unter
konstanter Last (anstelle von konstanter Spannung) beruht die beobachtete
Zunahme der Kriechrate auch auf der kontinuierlichen Zunahme der wahren
Spannung nach Beginn der Einschnu¨rung [65].
Im Gegensatz dazu zeigt neben einer Vielzahl von Sta¨hlen fu¨r Hochtem-
peraturanwendungen auch P91 keine echte stationa¨re Kriechphase. Zum
Ende des prima¨ren Kriechens wird die minimale Kriechrate ε˙min erreicht,
die aber nicht u¨ber einen la¨ngeren Zeitraum konstant bleibt. Stattdessen
geht das Materialverhalten direkt in tertia¨res Kriechen mit wieder zuneh-
mender Dehnrate u¨ber (vgl. Abb. 2.6, unten). Mikrostrukturell betrachtet
entspricht dies einer sich kontinuierlich vera¨ndernden Struktur, in der es
keinen la¨ngerfristig stabilen Zustand gibt [64]. Bei hinreichend geringer
Spannung kann jedoch der U¨bergang vom prima¨ren Kriechen zum tertia¨ren
Kriechen langsam genug erfolgen, so dass scheinbar ein sekunda¨rer Bereich
auftritt. Der Eindeutigkeit halber wird deshalb im Allgemeinen der Begriff
der minimalen Kriechrate ε˙min zur Charakterisierung verwendet, da er in
beiden Fa¨llen zutreffend ist.
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Abbildung 2.6: Schematische Darstellung der Kriechverformung und -rate bei kon-
stanter Last und Temperatur, mit (oben) und ohne (unten) ausge-
pra¨gtem sekunda¨ren Kriechen
Der Zusammenhang zwischen der minimalen Dehnrate und der anliegen-
den Spannung wird durch das Norton’sche Kriechgesetz [66] beschrieben:






Dabei bezeichnet Qk die Aktivierungsenergie des Kriechmechanismus, k die
Boltzmann-Konstante, T die Temperatur und K sowie n Materialparameter.
Unter Verwendung eines temperaturabha¨ngigen Parameters K′ la¨sst sich das
Kriechgesetz zu
ε˙min = K′σn (2.2)
verku¨rzen. Dieser Ansatz des exponentiellen Zusammenhangs zwischen der
Dehnrate und der anliegenden Spannung wird spa¨ter (vgl. Abschnitt 2.3.1)
zur Modellierung der dehnratenabha¨ngigen Verformung wieder aufgegrif-
fen.
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Fu¨r die Extrapolation von Messdaten ist jedoch zu beachten, dass sowohl
die Aktivierungsenergie, als auch die Parameter vom auftretenden Kriech-
mechanismus abha¨ngen. Fu¨r diffusionskontrolliertes Kriechen gilt dabei
n=1, fu¨r Versetzungskriechen wurden fu¨r reine Metalle Werte zwischen
4 und 5, fu¨r mehrphasige Legierungen auch Werte bis n ≈ 40 gemessen
[63]. Dies ist in der Praxis insbesondere bei der Extrapolation des Kriech-
verhaltens zu geringen Spannungen und hohen Lebensdauern zu beachten,
da hier der U¨bergang von Versetzungskriechen im Versuch zu Diffusions-
kriechen unter den zu extrapolierenden Bedingungen vorliegen kann. Die
auftretenden Dehnraten liegen dann deutlich u¨ber den extrapolierten Wer-
ten [67]. Fu¨r P91 wurde dieser U¨bergang fu¨r 600 ◦C bei knapp unter 100
MPa beschrieben [68, 69], die Validita¨t dieser Ergebnisse wird aber auf-
grund unterschiedlicher Pru¨fverfahren (Fu¨r Versuche unterhalb 100 MPa
wurden Kriechversuche nicht an Standardproben, sondern an miniaturisier-
ten Schraubenfedern durchgefu¨hrt) und Untersuchungen an Kraftwerksbau-
teilen nach dem Langzeiteinsatz bei niedrigen Belastungen (130 000 h bei
600 ◦C und 33 MPa) angezweifelt [40].
Die Abbildungen 2.7 und 2.8 zeigen einen Vergleich zwischen den Kriech-
eigenschaften von P91 und den (in der Entwicklungsgeschichte voraus-
gehenden) ferritisch-martensitischen Sta¨hlen P9 (9% Chromgehalt) und
X20 (12% Chromgehalt), der Weiterentwicklung P92 sowie dem austeni-
tischen Stahl 316L (X2CrNiMo17-12-2). P9 und P91 unterscheiden sich
hauptsa¨chlich durch die Zulegierung von V und Nb in P91; Die verbesser-
ten Eigenschaften gegenu¨ber P9 zeigen deshalb die Wirksamkeit der MX-
Karbide zur Erho¨hung der Kriechfestigkeit. Die Kriechfestigkeit konnte mit
P92 weiter erho¨ht werden, so dass bei 600 ◦C die Werte von austenitischen
Sta¨hlen erreicht werden. Oberhalb von 600 ◦C erlaubt 316L bei gleicher
Lebensdauer jedoch ho¨here Spannungen, auf Basis der Extrapolation von
Kriechversuchen bis 30 000 h kann der sich aktuell in Entwicklung befind-
liche Stahl P93 diese Lu¨cke jedoch bis 650 ◦C schließen [26].
27











Zeit bis zum Bruch, tR [h]
      P9
      P91
      P92
      12Cr1MoV
      316L
600 °C
Abbildung 2.7: Vergleich der Zeitstandsfestigkeiten bei 600 ◦C zwischen P91 und
den ferritisch-martensitischen 9Cr-Sta¨hlen P9 und P92, dem 12Cr-
Stahl 12Cr1MoV (X20CrMoV12-1) und dem austenitischen Stahl
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Abbildung 2.8: Vergleich der 100 000 h-Zeitstandsfestigkeiten zwischen P91 und
den ferritisch-martensitischen 9Cr-Sta¨hlen P9 und P92, dem 12Cr-
Stahl 12Cr1MoV (X20CrMoV12-1) und dem austenitischen Stahl
316L (X2CrNiMo17-12-2) nach Daten aus [18, 70]
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Ermu¨dung und zyklische Entfestigung
Auch wenn das Kriechverhalten eines Materials einen wichtigen Parameter
fu¨r die Eignung zum Hochtemperatureinsatz darstellt, gewinnen die Er-
mu¨dungseigenschaften fu¨r den Einsatz in Kraftwerken zunehmend an Be-
deutung. Wa¨hrend ein Kraftwerk im Grundlastbetrieb im Idealfall nur zur
Wartung abgefahren wird und ansonsten konstant bei Nennleistung arbei-
tet, werden im Lastfolgebetrieb regelma¨ßige A¨nderungen von Dampfdruck
und -temperatur notwendig. Insbesondere fu¨r dickwandige Komponenten
stellen sich dabei Temperaturgradienten u¨ber den Querschnitt ein. Da die
thermische Ausdehnung behindert ist, fu¨hrt dies zu zyklischen Zug-Druck-
Wechselbelastungen [7] mit Dehnschwingbreiten von bis zu 0.8% bei ei-
ner Nennbetriebstemperatur von 550 ◦C [71]. Ho¨here Betriebstemperaturen
ko¨nnen dementsprechend, bei ansonsten gleichen Bedingungen, bei Last-
wechseln zu gro¨ßeren Temperaturdifferenzen und -gradienten fu¨hren.
Eine allgemeine Beschreibung des Ermu¨dungsverhaltens metallischer
Werkstoffe ist in [72] und [73] zu finden. Grundsa¨tzlich wird zwischen
Kurzzeitermu¨dung (low cycle fatigue, LCF) und Langzeitermu¨dung (high
cycle fatigue, HCF) unterschieden. Wa¨hrend das LCF-Verhalten durch die
Duktilita¨t des Materials bestimmt und die Lebensdauer durch das Wachs-
tum von Mikrorissen zu Makrorissen kritischer La¨nge dominiert wird, ist
fu¨r das HCF-Verhalten die Festigkeit des Materials ausschlaggebend und
die Lebensdauer wird durch die Dauer bis zur Entstehung eines Mikroris-
ses bestimmt. Dementsprechend kommt es im LCF-Bereich zu zyklischen
inelastischen Verformungen; Der HCF-Bereich deckt dagegen u¨berwiegend
Belastungen unterhalb der Streckgrenze ab. Als Richtwerte zur Abgrenzung
gelten Bruchlastspielzahlen kleiner 10 000 fu¨r den LCF-Bereich und gro¨ßer
als 100 000 fu¨r den HCF-Bereich, der Bereich zwischen 10 000 und 100 000
Zyklen bis zum Bruch wird als U¨bergangsbereich bezeichnet.
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Aufgrund der bei hohen Temperaturen unter Einsatzbedingungen auftre-
tenden inelastischen Verformungen ist hier prima¨r das Kurzzeitermu¨dungs-
verhalten von Interesse. Zur Charakterisierung haben sich in der Praxis deh-
nungskontrollierte Versuche bewa¨hrt, da die Spannungs-Dehnungs-Kurve
im relevanten Bereich bei hoher Temperatur fu¨r viele Materialien sehr flach
verla¨uft und damit in spannungskontrollierten Versuchen eine geringe Re-
gelabweichung bereits zu großen Abweichungen in der Dehnung fu¨hren
wu¨rde. Kurzzeitermu¨dungsversuche sind zur Sicherstellung der Vergleich-
barkeit der Ergebnisse standardisiert [74, 75] und werden vorwiegend mit
einem dreieckigen Belastungspfad und damit konstanter Dehnrate durch-
gefu¨hrt. Ergebnisse der LCF-Versuche sind neben der Anzahl der Zyklen
bis zum Versagen (N f ) die Wechselverformungskurven, also die Spitzen-
spannung eines jeden Zyklus aufgetragen u¨ber die Zyklenzahl. Eine sche-


























Abbildung 2.9: Schematische Darstellung der Wechselverformungskurven aus
Kurzzeitermu¨dungsversuchen fu¨r (a) entfestigende und (b) verfesti-
gende Materialien
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Die u¨berwiegende Mehrheit technisch relevanter Werkstoffe zeigt dabei
kein zyklisch stabiles Verhalten (d.h. konstante Spitzenspannungen u¨ber die
Zyklen). Abha¨ngig vom Ausgangszustand des Materials und den Belas-
tungsbedingungen zeigt sich zumeist entweder eine zyklische Verfestigung
(zunehmende Spannungen mit fortschreitender Belastung) oder Entfesti-
gung (abnehmende Spannung mit fortschreitender Belastung). A¨hnlich dem
stationa¨ren Kriechen stellt sich nach einer anfa¨ngliche Ver- bzw. Entfesti-
gungsphase zumeist ein Sa¨ttigungszustand konstanter Spitzenspannungen
ein, der ein Gleichgewicht zwischen ver- und entfestigenden Prozessen dar-
stellt. Zum Ende der Lebensdauer kommt es dann erneut zu einem schein-
baren Abfall der Spannung, der auf dem Wachstum eines Ermu¨dungsrisses,
und damit der Abnahme des tragenden Probenquerschnitts, beruht [74].
Das Kurzzeitermu¨dungsverhalten von ferritisch-martensitischen Sta¨hlen
[10, 76, 77, 78] und P91 im speziellen [79, 80, 81, 82, 83, 84] wurde
umfassend untersucht, eine U¨bersicht u¨ber vero¨ffentlichte Studien wird in
[85] gegeben. Eine detaillierte Beschreibung des LCF-Verhaltens ferritisch-
martensitischer Sta¨hle ist in [40] zu finden. Die Temperaturabha¨ngigkeit
der Lebensdauer bis in den HCF-Bereich wurde in [86] beschrieben und
ist in Abbildung 2.10 dargestellt. Der Kurzzeitermu¨dungsbereich liegt dem-
nach fu¨r P91 im Bereich von Gesamdehnungsschwingbreiten oberhalb 0.5%
bzw. Gesamtdehnungsamplituden gro¨ßer 0.25%. Grundsa¨tzlich ist zwar
eine Temperaturabha¨ngigkeit der Lebensdauer zu erkennen (mit ho¨heren
Bruchlastspielzahlen bei niedrigeren Temperaturen), die auftretende Streu-
ung der Lebensdauer aufgrund unterschiedlicher Materialchargen und der
Variation zwischen verschiedenen Pru¨fsta¨nden liegt jedoch im Tempera-
turbereich bis 600 ◦C in der selben Gro¨ßenordnung wie die Temperatur-
abha¨ngigkeit. Dies deckt sich mit den Ergebnissen anderer ferritisch-marten-
sitischer Sta¨hle [87, 88]. Dabei ist jedoch zu beachten, dass zwar bei glei-
cher Gesamtdehnungsamplitude unabha¨ngig von der Temperatur a¨hnliche
Bruchlastspielzahlen erreicht werden, bei ho¨heren Temperaturen zeigt das
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Abbildung 2.10: Bruchlastspielzahl in Abha¨ngigkeit der Gesamtdehnuschwingbrei-
te fu¨r P91 im Temperaturbereich von Raumtemperatur bis 600 ◦C,
nach [86]
Charakteristische Eigenschaft der ferritisch-martensitischen Sta¨hle ist die
kontinuierliche zyklische Entfestigung bis zum Bruch. Im Gegensatz zu
den in Abbildung 2.9 dargestellten Verla¨ufen kommt es dabei nach einer
anfa¨nglichen, starken Entfestigung nicht zur Sa¨ttigung, sondern zu einer
u¨ber die Zyklenzahl anna¨hernd linearen Abnahme der Festigkeit [10, 49,
79]. Diese kontinuierliche Entfestigung tritt nicht nur unter Hochtempe-
raturbelastung, sondern auch bei Raumtemperatur [90] und unter Vakuum
[80] auf. Das resultierende Wechselverformungsverhalten ist schematisch
in Abbildung 2.11 dargestellt und gliedert sich in drei Bereiche [10].
Im ersten Bereich, der fu¨r P91 etwa 30% der Lebensdauer einnimmt,
kommt es zu einem starken Abfall der Festigkeit; Die Maximalspannungen
nehmen (abha¨ngig von Gesamtdehnamplitude und Temperatur) um 20 bis
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Abbildung 2.11: Schematische Darstellung der Wechselverformungskurve von P91
30 % ab [91, 92]. Niedrigaktivierbare ferritisch-martensitische Sta¨hle, wie
sie fu¨r zuku¨nftige Fusionsreaktoren vorgesehen sind, zeigen diese starke
Abnahme der Festigkeit bereits in den ersten 10% der Lebensdauer [10].
Im zweiten Bereich, der den u¨berwiegenden Teil der Lebensdauer umfasst,
kommt es dann zu einer mit der Zyklenzahl linearen Abnahme der Span-
nung. Sowohl die Steigung, als auch das Spannungsniveau sind dabei nicht
nur von der Temperatur, sondern auch von der aufgebrachten Belastung
abha¨ngig. Der U¨bergang zum dritten Bereich ist, entsprechend Abb. 2.9,
durch den Spannungsabfall infolge der Ausbreitung von Ermu¨dungsrissen
hervorgerufen. Durch die kontinuierliche Entfestigung existiert kein stabi-
lisierter Zustand, und damit auch kein repra¨sentativer Zyklus, wie er von
vielen einfachen Modellen zur Abscha¨tzung der Lebensdauer vorausgesetzt
wird. Die Wahl des Zyklus bei halber Bruchlastspielzahl (N f /2) zur An-
wendung der Modelle ist im Grunde willku¨rlich und nicht repra¨sentativ fu¨r
das Materialverhalten [10].
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Das dreistufige, kontinuierliche Entfestigungsverhalten wurde mit der
Bildung (1. Bereich) und langsamen Ausbreitung (2. Bereich) von Mikro-
rissen, die dann zu makroskopischen Rissen wachsen (3. Bereich), in Ver-
bindung gebracht [91]. Dieser Ansatz scheint zur alleinigen Erkla¨rung des
zyklischen Verhaltens jedoch nicht ausreichend, da die Abnahme der Spit-
zenspannung um etwa 25% bei gleichbleibender Festigkeit eine Abnahme
der tragenden Querschnittsfla¨che gleicher Gro¨ßenordnung erfordern wu¨rde,
was durch Mikrorisse nicht erreicht wird. Vielmehr beruht die Abnahme
der Festigkeit auf einer kontinuierlichen Vera¨nderung der Mikrostruktur.
Wa¨hrend die Mikrostruktur bei reiner Auslagerung ohne mechanische Be-
lastung im fu¨r LCF-Versuche typischen Zeitbereich (<1 000 h) stabil ist
[80, 93, 94], kommt es unter inelastischer Verformung zur Vera¨nderung der
Mikrostruktur [36, 49]. Dies betrifft sowohl Kriechbelastungen [34], als
auch Ermu¨dungsbelastungen [52, 80, 95, 96]. Die wesentlichen Mechanis-
men, die zur Entfestigung des Werkstoffes fu¨hren, werden im folgenden










Abbildung 2.12: Schematische Darstellung der mikrostrukturellen Vera¨nderung
von P91 unter Ermu¨dungsbelastung, basierend auf [45] und [97]
Die markanteste Vera¨nderung der Mikrostruktur ist die Erholung der Ver-
setzungsstruktur [49, 94, 98]. Dies betrifft zum einen die Abnahme der Ver-
setzungsdichte selbst. Fu¨r P91 wurde eine Abnahme der Versetzungsdichte
von 1.6x1014 m−2 auf 6.8x1013 m−2 nach 1 800 Zyklen mit einer Dehn-
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amplitude von ±0.5% bei 550 ◦C gemessen [94]; Eine deutlich sta¨rkere
Abnahme der Versetzungsdichte wurde bei 600 ◦C von 6.4x1014 m−2 auf
1.3x1012 m−2 fu¨r den niedrigaktivierbaren ferritisch-martensitischen Stahl
JLF-1 beschrieben [99]. Etwa die Ha¨lfte der Abnahme (auf 1.1x1013 m−2)
erfolgte dabei in den ersten 10 Zyklen.
Zum anderen kommt es zur Erhohlung der martensitischen Lattenstruktur,
die sich unter inelastischer Verformung zu einer na¨herungsweise gleichach-
sigen Zellstruktur entwickelt [80, 100]. Dies beruht auf der Auflo¨sung der
Kleinwinkelkorngrenzen zwischen den einzelnen Subko¨rnern und Latten
aufgrund von Rekombinationen mit freien Versetzungen [49, 94, 101]. Fu¨r
die Ermu¨dung bei kleinen Gesamtdehnamplituden (±0.15%) erfolgt diese
Vergro¨berung nicht homogen: Einzelne Pakete zeigen keine Subkornstruk-
tur mehr und sind nahezu frei von Versetzungen, aber weite Bereiche der
Mikrostruktur sind praktisch unvera¨ndert. Fu¨r gro¨ßere Dehnamplituden da-
gegen ist Auflo¨sung der Subkornstruktur deutlich ausgepra¨gter und homoge-
ner [94]. Die mittlere Gro¨ße der Subko¨rner liegt im Ausgangszustand bei et-
wa 350 nm, die Gro¨ße der Zellstruktur nach zyklischer Belastung bei 550 ◦C
und 593 ◦C (1 100 ◦F) liegt dagegen im Mikrometerbereich [80, 94]. Ver-
gleichbare Werte wurden fu¨r verschiedene ferritisch-martensitische Sta¨hle
auch nach Kriechversuchen bei 650 ◦C gemessen [33]. Die Vergro¨berung
der Mikrostruktur geht mit einer Abnahme der Ha¨rte einher [52, 80].
Die Degradation der Subkornstruktur geht einher mit einer Vergro¨berung
der M23C6-Karbide [80, 84, 97, 102]. Bei einem konstanten Volumenanteil
von etwa 2% [103] kommt es dabei nach dem Prinzip der Ostwald-Reifung
[104] zum Wachstum großer Karbide bei gleichzeitiger Auflo¨sung kleine-
rer Karbide. Insbesondere die Auflo¨sung der kleineren Karbide reduziert
die stabilisierende Wirkung auf die Subkornstruktur. Dies begu¨nstigt die
oben beschriebene Abnahme der Versetzungsdichte und Erholung der Lat-
tenstruktur weiter [105]. Die MX-Karbonitride sind dagegen sowohl unter
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Kriechbelastung [33, 34], als auch unter zyklischer Belastung [103] in 9Cr-
Sta¨hlen stabil. Wie bereits in Abschnitt 2.1 erwa¨hnt kann es jedoch bei
ho¨herem Chromanteil unter Auflo¨sung der MX-Karbonitride zur Bildung
der Z-Phase kommen.
Zusa¨tzlich wurde die Bildung von Laves-Phasen (Fe2(Mo(,W))), die im
Ausgangszustand von P91 nach der Wa¨rmebehandlung nicht vorliegen,
nach Langzeitkriechversuchen bei 600 ◦C [34], bei der Untersuchung von
Komponenten nach dem Einsatz im Kraftwerk fu¨r 58 000 h bei 576 ◦C
[106] und nach der Auslagerung fu¨r 3 000 h bei 600 ◦C [107] beschrieben.
Die Ausscheidung der Laves-Phasen fu¨hrt zu einer Reduzierung der Le-
bensdauer im Kurzzeitermu¨dungsversuch [107]. Gleichzeitig wird die Ef-
fektivita¨t der Mischkristallverfestigung durch Molybda¨n (und/oder Wolfram
bei entsprechenden Werkstoffen) reduziert [33]. Dies wird unter Umsta¨nden
durch die zusa¨tzliche Ausscheidungsverfestigung aufgrund der Laves-Phase
kompensiert, falls diese nicht zu stark vergro¨bert [16]. Die Bedeutung der
Laves-Phase ist jedoch fu¨r Sta¨hle, die Wolfram enthalten, deutlich ausge-
pra¨gter [16] und spielt fu¨r P91 im in dieser Arbeit untersuchten Bereich bis
550 ◦C eine untergeordnete Rolle.
Kriechermu¨dung
Im praktischen Einsatz treten Kriech- und Ermu¨dungsbelastungen nicht ge-
trennt auf, zyklische Belastung durch die A¨nderung der Kraftwerksleis-
tung zur Anpassung an den aktuellen Bedarf und stationa¨re Betriebspha-
sen, in denen Kriechprozesse dominieren, wechseln sich ab. Eine eventuelle
Wechselwirkung zwischen dem Kriech- und dem Ermu¨dungsverhalten der
Werkstoffe wird jedoch bei der getrennten Betrachtung der Belastungsar-
ten im Laborversuch nicht beru¨cksichtigt. Zur Untersuchung der Auswir-
kung von Kriechphasen auf das zyklische Verhalten in kombinierten Krie-
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chermu¨dungsversuchen haben sich Kurzzeitermu¨dungsversuche mit Halte-
zeit [13] bewa¨hrt. Dabei wird im dehnungskontrollierten Ermu¨dungsversuch
zur Abbildung der Kriechphasen die Gesamtdehnung bei minimaler und
bzw. oder maximaler Dehnung fu¨r eine bestimmte Dauer konstant gehal-
ten. Zu beachten ist, dass es in der Haltezeit nicht zum Kriechen im ei-
gentlichen Sinn (zunehmende Dehnung bei konstanter Spannung), son-
dern zur Relaxation des Materials (abnehmende Spannung bei konstanter
Gesamtdehnung) kommt. Die Verla¨ufe der aufgebrachten Dehnungsbelas-
tung, die Spannungsantworten des Materials und die daraus resultieren-
den Spannungs-Dehnungs-Hysteresen sind schematisch in Abbildung 2.13
gezeigt. Die eingefu¨hrten Relaxationsphasen fu¨hren dabei zu einer in den
Hystereseschleifen deutlich erkennbaren Zunahme der inelastischen Verfor-
mung. Die inelastische Dehnschwingbreite ist fu¨r einseitigen Haltezeiten
unter Zug oder Druck (bei unterschiedlichen Mittelwerten) na¨herungsweise
gleich groß und nimmt fu¨r kombinierte Haltezeiten unter Zug und Druck
nocheinmal zu.
Untersuchungen zum Haltezeiteinfluss auf die Ermu¨dungslebensdauer
von P91 [14, 81, 108, 109, 110, 111, 112] und weiterer ferritisch-martensi-
tischer Sta¨hle [10, 113] zeigten dabei eine Abnahme der Bruchlastspielzahl
infolge von Druckhaltezeiten, Zughaltezeiten zeigen dagegen nur einen ge-
ringen Einfluss auf die Lebensdauer. Die ku¨rzesten Lebensdauern wurden
fu¨r kombinierte Zug- und Druckhaltezeiten gemessen. Da typische Merk-
male der Kriechscha¨digung wie die Bildung von Poren oder Mikrorissen
unter Zugspannung entstehen, ist zuna¨chst ein negativer Einfluss von Zug-
haltezeiten zu erwarten. Dies ist beispielsweise in austenitischen Sta¨hlen
[114, 115] der Fall. Derartige Scha¨digungsmerkmale wurden in P91 jedoch
nicht beobachtet [81, 111]. Eine Ursache hierfu¨r ist die schnelle Spannungs-
relaxation des Materials in der Haltezeit. Vielmehr wurden die verringerten
Bruchlastspielzahlen durch Druckhaltezeiten mit Oxidationseinflu¨ssen auf
die Rissbildung [81, 111] und das Risswachstum [108] in der Haltezeit be-
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Abbildung 2.13: Schematische Darstellung der aufgebrachten Dehnungsbelastung
((a)(d)(g)(j)), der resultierenden Spannung ((b)(e)(h)(k)) und der
entsprechenden Spannungs-Dehnungs-Hysteresen ((c)(f)(i)(l)) fu¨r
LCF-Versuche ohne Haltezeit ((a)-(c)), mit Zughaltezeit ((d)-(f)),
mit Druckhaltezeit ((g)-(i)) und mit kombinierter Haltezeit unter
Zug und Druck ((j)-(l))
gru¨ndet. Demgegenu¨ber stehen in [14] vero¨ffentlichte Versuchsergebnisse,
die einen negativen Effekt der Druckhaltezeit auch bei Versuchen im Vaku-
um zeigen. Weiterhin wurde fu¨r die Nickelbasislegierung Rene´80, die eine
a¨hnliche Empfindlichkeit fu¨r Druckhaltezeiten zeigt [116], die Ausbildung
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einer Zugmittelspannung aufgrund der Druckhaltezeiten als Ursache fu¨r
die geringere Lebensdauer angefu¨hrt [117]. Aufgrund der sehr guten Oxi-
dationsbesta¨ndigkeit der Nickelbasislegierung wurde dieser Einfluss hier
ausgeschlossen. Die Zugmittelspannung wird auch fu¨r P91 als mo¨gliche
Ursache angegeben [111]. Die zugrundeliegenden Ursachen fu¨r die Abnah-
me der Bruchlastspielzahl durch Druckhaltezeiten bei P91 sind damit nicht
abschließend gekla¨rt und werden in Abschnitt 4.3.3 weiter diskutiert.
Gleichzeitig zeigten Kriechversuche an Proben, die zuvor fu¨r einen be-
stimmten Anteil der Bruchlastspielzahl zyklisch belastet wurden, eine Ab-
nahme der Kriechlebensdauer bei gleichzeitiger Zunahme der minimalen
Kriechrate [118, 119]. La¨ngere Ermu¨dungsbelastung, und damit fortge-
schrittenere Entfestigung, fu¨hrten zu geringeren Kriechlebensdauern und
ho¨heren minimalen Kriechraten. Da aus den Ermu¨dungsproben neue Kriech-
proben mit geringerem Durchmesser gefertigt wurden, liegt die Ursache
hierfu¨r nicht in der Ausbreitung von Ermu¨dungsrissen durch die Kriech-
belastung. Vielmehr beruhen die ho¨heren Kriechraten auf der durch die
Ermu¨dungsbelstung hervorgerufenen Entfestigung und damit der vorausge-
gangenen Degradation der Mikrostruktur.
Zur Abscha¨tzung des Kriechverhaltens bei kombinierter Kriechermu¨-
dungsbelastung bedarf es damit der Kenntnis des aktuellen Entfestigungs-
grades des Werkstoffes. Die Entfestigung sowie die Erholung der Verset-
zungsstruktur sind unter Kriechermu¨dungsbelastung nochmals sta¨rker aus-
gepra¨gt, als unter reiner Ermu¨dungsbelastung [94, 109]. In der Literatur
liegt jedoch (insbesondere fu¨r unterschiedliche Haltezeitpositionen) kei-
ne umfassende Charakterisierung des Haltezeiteinflusses auf die zyklische
Entfestigung vor. Diese ist jedoch fu¨r die Lebensdauermodellierung unter
Kriechermu¨dungsbedingungen, die auch den negativen Einfluss von Druck-
haltezeiten abbilden soll, notwendig, da die zuverla¨ssige Modellierung der
Scha¨digung auf einer korrekten Vorhersage der Entfestigung, und damit der
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auftretenden Spannungen und inelastischen Verformungen, beruht. Als Vor-
aussetzung fu¨r die Modellierung wurde deshalb in dieser Arbeit zuna¨chst
das Entfestigungsverhalten von P91 unter Kriechermu¨dungsbedingungen
umfassend charakterisiert. Die Grundlagen der darauf aufbauenden Model-
lierung werden im folgenden Abschnitt vorgestellt.
2.3 Modellierung
Der in dieser Arbeit verwendete Ansatz zur Modellierung der Lebensdauer
gliedert sich in zwei Teilbereiche: die auftretenden Spannungen und in-
elastischen Dehnungen werden mit einem Verformungsmodell beschrieben,
dass insbesondere auch das Entfestigungsverhalten des Werkstoffes abbil-
den muss. Die so bestimmten Spannungen und inelastischen Dehnungen
dienen dann als Eingangsgro¨ßen fu¨r ein Scha¨digungsmodell, das zur Be-
stimmung der Lebensdauer genutzt wird. Fu¨r die Modellierung des Verfor-
mungsverhaltens von P91 haben sich verschiedene Ansa¨tze etabliert:
Empirische Modelle zur Beschreibung der Entfestigung und des Relaxa-
tionsverhaltens in der Haltezeit [120] ermo¨glichen eine vergleichsweise ein-
fache Berechnung der Wechselverformungskurven und der Relaxation bei
einer geringen Anzahl experimentell zu bestimmender Parameter. In der Be-
schreibung der Kurzzeitermu¨dungsversuche mit und ohne Haltezeit wurden
gute Ergebnisse erzielt; Komplexe wechselnde, nicht-isotherme oder mehr-
achsige Belastungen u¨bersteigen den Anwendungsbereich dieser Modelle
jedoch. Mikromechanische Modelle [45, 97], die die Vera¨nderungen der
Mikrostruktur und ihre Auswirkung auf das mechanische Verhalten direkt
beschreiben, zeigen auf der anderen Seite vielversprechende Ergebnisse und
stellen die beno¨tigten Stoffgesetze zur Impementierung in Finite-Elemente-
Codes bereit. Fu¨r den Einsatz nachteilig ist jedoch (neben der aufwendi-




Kontinuumsmechanische viskoplastische Modelle bieten hierzu einen
guten Kompromiss zwischen Leistungsfa¨higkeit und Komplexita¨t [9]. In
dieser Klasse von Modellen wird Viskoplastizita¨t in einheitlicher Weise
(unified models) ohne Separation in zeitabha¨ngiges Kriechen und zeitun-
abha¨ngige Plastizita¨t beschrieben. Der kontinuumsmechanische Ansatz er-
laubt zusa¨tzlich eine direkte Kopplung des Verformungsmodells an ein
Scha¨digungsmodell und damit auch die Beschreibung des Verformungs-
verhaltens des gescha¨digten Materials. Unter den kontinuumsmechanischen
Modellen wurde das Modell von Chaboche [8] vielfa¨ltig zur Beschreibung
des viskoplastischen Verhaltens von Metallen genutzt. Mit zahlreichen Mo-
difikationen wurde das zugrundeliegende Modell unter anderem erfolgreich
zur Beschreibung von Nickelbasislegierungen [121], austenitischen Sta¨hlen
[122] und ferritisch-martensitischen Sta¨hlen [67, 123, 124] angewendet.
Durch die Erweiterung von Aktaa und Schmitt [10] wurde die Beschreibung
des zyklischen Entfestigungsverhaltens ferritisch-martensitischer Sta¨hle deut-
lich verbessert. Gleichzeitig wurde das Modell mit dem ISRM-Scha¨digungs-
modell [125] gekoppelt und eine gute Beschreibung des Kurzzeitermu¨dungs-
verhaltens erzielt. Unter kombinierter Kriechermu¨dungsbelastung, die durch
Haltezeitversuche abgebildet wurde, gelang dies jedoch nicht. Als Ursache
wurde gesehen, dass der Haltezeiteinfluss auf das Entfestigungsverhalten
auch aufgrund der zur Verfu¨gung stehenden Daten nicht hinreichend ge-
nau abgebildet wurde. Das zugrundeliegende Modell von Chaboche und die
Erweiterung von Aktaa und Schmitt werden im Folgenden in ihrer einach-
sigen Formulierung vorgestellt. Diese ist zur Beschreibung der im Rahmen
dieser Arbeit durchgefu¨hrten Versuche ausreichend. Grundlagen der konti-
nuumsmechanischen Modellierung, der Abbildung von Viskoplastizita¨t und
Mo¨glichkeiten der Verallgemeinerung auf mehrachsige Belastungen sind in
[9] und [126] zu finden.
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2.3.1 Chaboche-Modell
Im Rahmen der kontinuumsmechanischen Modellierung des viskoplasti-
schen Verformungsverhaltens wird die gesamte A¨nderung der Dehnung in
einen elastischen Anteil ε˙el , einen inelastischen Anteil ε˙in und einen thermi-
schen Anteil ε˙th zerlegt:
ε˙ = ε˙el + ε˙in+ ε˙th (2.3)
Im Gegensatz zur klassischen, separaten Betrachtung von zeitunabha¨ngiger
plastischer Verformung und zeitabha¨ngiger Kriechverformung werden hier-
bei sa¨mtliche nichtelastischen Verformungen in einheitlicher Weise (sog.
unified models) als inelastische Verfomung betrachtet. Die thermische Dehn-
rate kann mithilfe des thermischen Ausdehnungskoefizienten α , der im All-
gemeinen selbst temperaturabha¨ngig ist und als isotrop angenommen wird,
aus der Rate der Temperatura¨nderung T˙ bestimmt werden:
ε˙th = αT˙ (2.4)
Im isothermen Fall, der im Folgenden betrachtet werden soll, wird dieser
Anteil der Gesamtdehnungsa¨nderung zu 0. Die Mo¨glichkeiten zur Verall-
gemeinerung des Modells auf den nicht-isothermen Fall werden beispiels-
weise in [9] diskutiert. Die elastische Dehnung εel wird als linear-elastisch





Die Fließbedingung beruht im Modell von Chaboche auf dem von-Mises-
Kriterium:
f = |σ −Ω|−K− k ≥ 0 (2.6)
Dabei bezeichnet k die Fließgrenze des unbelasteten Materials und die in-
neren Zustandsvariablen Ω und K die kinematische Verfestigung bzw. die
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isotrope Ver-/Entfestigung. Im Rahmen einer mikromechanischen Interpre-
tation des Verformungsmodells entspricht die kinematische Verfestigung
richtungsabha¨ngigen Verfestigungsmechanismen wie dem Aufstauen von
Versetzungen an Hindernissen, wogegen die isotrope Ver- bzw. Entfesti-
gung richtungsunabha¨ngige Mechanismen, wie zum Beispiel eine Zu- oder
Abnahme der Versetzungsdichte, abbildet. Sie beschreiben die Vera¨nderung
der Mikrostruktur aufgrund inelastischer Verformung und stellen somit die
Abha¨ngigkeit des Materialverhaltens von der vorausgehenden Belastung
dar. Anschaulich entsprechen k und K in diesem Modell der Gro¨ße der
Fließfla¨che, wogegen Ω den Mittelpunkt der Fließfla¨che repra¨sentiert.
Zentraler Bestandteil des Modells ist die Fließregel zur Modellierung der
inelastischen Dehnrate ε˙in. Diese ist in ihrem Aufbau als Potenzfunktion mit
dem Norton’schen Kriechgesetz (vgl. Gl. 2.2) vergleichbar:
ε˙in =




Die Temperaturabha¨ngigkeit der inelastischen Verformung wird dabei u¨ber
temperaturabha¨ngige viskose Parameter Z und n beru¨cksichtigt. Die Fließ-
regel von Chaboche geho¨rt zur Klasse der assoziierten Fließregeln, d.h. al-
le Spannungszusta¨nde mit dem selben Abstand zur Fließfla¨che fu¨hren zu
betragsma¨ßig gleichen inelastischen Dehnungsa¨nderungen. Es gilt die Nor-
malita¨tsregel, da inelastische Verformung senkrecht zur Fließfla¨che erfolgt.
Die Klammern 〈〉 bezeichnen die Macaulay-Klammern:
〈x〉=
x fu¨r x≥ 00 fu¨r x< 0 (2.8)
Fu¨r Spannungszusta¨nde innerhalb der Fließfla¨che wird die inelastische Dehn-
rate somit zu 0, was rein elastische Verformung entspricht. Zur Beschrei-
bung der kinematischen Verfestigung wird der Ansatz von Armstrong und
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Frederick [127] genutzt, der zusa¨tzlich um einen statischen Erholungsterm
erweitert wurde. Dieser erlaubt eine verbesserte Beschreibung von Lang-
zeiteffekten, z.B. im Sekunda¨rbereich des Kriechens oder unter Relaxation.
Der urspru¨ngliche Ansatz beruht hierbei auf einem Verfestigungsterm (i=1),
wurde jedoch spa¨ter auf mehrere, sich unabha¨ngig entwickelnde Terme
erga¨nzt. Dies erlaubt neben einer verbesserten Beschreibung des elastisch-
plastischen U¨bergangs die zufriedenstellende Abbildung eines gro¨ßeren Ge-
samtdehnungsbereiches [9]. Die folgenden Evolutionsgleichungen werden





Ωi∧ Ω˙i = Hiε˙in−CiΩi|ε˙in|−Ri|Ωi|mi−1Ωi (2.9)
Wa¨hrend durch die kinematische Verfestigung prima¨r die Form der Hys-
tereseschleife innerhalb eines Zyklus bestimmt wird, wird zur Beschreibung
des Materialverhaltens u¨ber mehrere Zyklen hinweg die isotrope Ver- bzw.
Entfestigung eingefu¨hrt:
K˙ = c(Ks−K)|ε˙in| (2.10)
In dieser einfachen Formulierung na¨hert sich K mit zunehmender inelasti-
scher Dehnung dem Grenzwert Ks an, welcher unabha¨ngig von der Belas-
tung ist. Diese Formulierung ermo¨glicht die Beschreibung des zyklischen
Verhaltens einer Vielzahl technisch relevanter Materialien, die nach einer
anfa¨nglichen Ver- bzw. Entfestigungsphase stabiles Verhalten im zyklischen
Versuch zeigen. Durch entsprechende Wahl des Parameters Ks kann dabei
sowohl Verfestigung (Ks > 0), als auch Entfestigung (Ks < 0) beschrieben
werden. Mit diesem Ansatz wurde beispielsweise das Verhalten von auste-




Die Anwendung des Modells auf ferritisch-martensitische Sta¨hle zeigt
die Limitierungen dieses einfachen Ansatzes, da das kontinuierliche Ent-
festigungsverhalten aufgrund des asymptotischen Verlaufes der isotropen
Entfestigung nach Gl. 2.10 im Modell nicht zufriedenstellend abgebildet
werden kann. Eine Erweiterung [123] des Modells auf
K˙FM = c(Ks−KFM)|ε˙in|−h|ε˙in| (2.11)
erlaubt die Beschreibung der kontinuierlichen Entfestigung durch den hin-
zugefu¨gten Term ohne Grenzwert und fu¨hrt zu einer zufriedenstellenden
Berechnung der Spitzenspannungen im zyklischen Versuch. Die Entfesti-
gung wird jedoch weiterhin nur als Verringerung der Streckgrenze abgebil-
det, der Einfluss der Entfestigung auf das viskose Materialverhalten wird
dabei nicht beru¨cksichtigt. Dies zeigt sich insbesondere im berechneten Re-
laxationsverhalten, da die Relaxation wa¨hrend der Haltezeit im ersten Zy-
klus unterscha¨tzt, zur halben Lebensdauer na¨herungsweise beschrieben und
zum Ende der Lebensdauer u¨berscha¨tzt wird [123]. Um diesen Einfluss der
Entfestigung auf das zyklische Materialverhalten ferritisch-martensitischer
Sta¨hle, der u¨ber die Verringerung der Streckgrenze hinausgeht, abzubilden,
wurde das Modell durch Aktaa und Schmitt [10] umfassend modifiziert.
Gleichzeitig wurde das Modell an ein Scha¨digungsmodell gekoppelt, um ei-
ne Lebensdauervorhersage unter zyklischer Belastung zu ermo¨glichen. Das
erweiterte Modell, das als Grundlage dieser Arbeit dient, soll im folgenden
Absatz vorgestellt werden.
2.3.2 Erweiterung durch Aktaa und Schmitt
Zur Abbildung des komplexen Enfestigungsverhaltens und zur Berechnung
der Lebensdauer ferritisch-martensitischer Sta¨hle wurde das Materialmo-
dell von Chaboche durch Aktaa und Schmitt umfangreich modifiziert und
erweitert [10]. Die kontinuumsmechanische Modellierung von Verformung
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und Scha¨digung erlaubt eine direkte Kopplung der beiden Modelle [128].
Zur Modellierung der Scha¨digung wird dabei eine vereinfachte Fassung
des ISRM-Modells [125] eingesetzt. Dabei repra¨sentiert der Wert 0 der
isotropen Scha¨digungsvariable D ungescha¨digtes Material und der Wert
1 das Versagen des repra¨sentativen Volumenelementes. Die Unterschiede
zum Modell von Chaboche sollen im Folgenden vorgestellt werden. Unter
Beru¨cksichtigung der Scha¨digung im gekoppelten Modell (nach der Hypo-





Als Fließbedingung wird weiterhin das von Mises-Kriterium verwendet:
f = | σ
ψ(1−D) −Ω|− k ≥ 0 (2.13)
Dabei bezeichnet ψ die isotrope Entfestigung, die in diesem Modell als
Scha¨digung interpretiert und analog beru¨cksichtigt wird. Der Wert ψ=1 re-
pra¨sentiert dabei das unbelastete Ausgangsmaterial, Werte im Bereich 0.7<








Lo¨st man Gleichung 2.14 fu¨r |Σ|> k nach der Spannung auf, folgt







In dieser Formulierung wirkt sich die isotrope Entfestigung also nicht nur
auf die Gro¨ße der Fließfla¨che (ψk), sondern auch direkt auf die kinematische
Verfestigung (ψΩ) und die viskose Spannung (ψZε˙1/nin ) aus. Dies erlaubt,
im Gegensatz zum urspru¨nglichen Modell von Chaboche, die zufriedenstel-
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lende Beschreibung des Verformungs- und Relaxationsverhaltens u¨ber die
gesamte Lebensdauer [10]. Die kinematische Verfestigung wird unvera¨ndert
durch den Ansatz von Armstrong und Frederick unter Beru¨cksichtigung der
statischen Erholung beschrieben. Zur Beschreibung der experimentellen Er-
gebnisse im Kurzzeitermu¨dungsversuch zeigte sich ein Verfestigungsterm
als ausreichend:
Ω˙= H ε˙in−CΩ|ε˙in|−R|Ω|m−1Ω (2.16)
Um sowohl die anfa¨ngliche, starke Entfestigung als auch die kontinuierliche
Entfestigung bis zum Versagen abbilden zu ko¨nnen ist die isotrope Entfesti-
gung ψ in zwei Teile aufgeteilt:
ψ = ψ1+ψ2 mit ψ1(t = 0) = 0∧ψ2(t = 0) = 1 (2.17)
ψ1 beschreibt dabei die kontinuierliche Entfestigung ohne Sa¨ttigung:
ψ˙1 =−h|ε˙in| (2.18)
ψ2 beschreibt die anfa¨ngliche nichtlineare Entfestigung und beinhaltet zum
einen einen verformungsabha¨ngigen Term, der gegen den Grenzwert ψS
strebt. Die Abha¨ngigkeit dieses Grenzwertes von der vorausgehenden Belas-
tung wird zusa¨tzlich in einem exponentiellen Zusammenhang beru¨cksichtigt.
Des Weiteren beinhaltet ψ2 einen zeitabha¨ngigen (statischen) Term, der
Haltezeiteinflu¨sse auf die Entfestigung beru¨cksichtigen soll und gegen den
Grenzwert ψr strebt:
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ψS,∞ stellt dabei den Grenzwert der zyklischen Entfestigung unter hinrei-
chend großer inelastischer Verformung dar. Mithilfe dieser Evolutionsglei-
chungen kann das Verformungsverhalten ferritisch-martensitischer Sta¨hle
im Kurzzeitermu¨dungsbereich beschrieben werden. Zur Lebensdauerbe-







Das verwendete ISRM-Scha¨digungsmodell [125] behandelt die Scha¨digung
a¨hnlich dem Verformungsmodell in einheitlicher Art, es wird nicht zwischen
Kriech- und Ermu¨dungsscha¨digung unterschieden [129]. Im Gegensatz zu
anderen, ku¨rzlich vero¨ffentlichten Ansa¨tzen zur gekoppelten Scha¨digungs-
modellierung [11, 12] beno¨tigt dieses Modell keinen von der Belastung
abha¨ngigen und experimentell zu bestimmenden Schwellenwert, ab dem
es bei weiterer Belastung zu einer Zunahme der Scha¨digung kommt. Im
Vergleich ist damit von einer besseren Eignung des hier verwendeten Mo-
dells bei variablen Belastungen auszugehen. Sowohl unter rein elastischer
Verformung, als auch unter einachsiger Druckbelastung wird keine Zu-
nahme der Scha¨digung angenommen. Das gekoppelte Modell nutzt mit
E, k, Z, n, H, C, R, m, h, c, rψ , ψr, mψ , ψS,∞, cS, A, r und κ insgesamt
18 temperaturabha¨ngige Modellparameter, die durch Anpassung der Mo-
dellantwort an experimentelle Ergebnisse bestimmt werden mu¨ssen. Um
diesen Anpassungsprozess trotz der großen Anzahl von Parametern effizi-
ent durchzufu¨hren werden die Parameter in Gruppen zusammengefasst, die
dann schrittweise einzeln bestimmt werden. Die Einteilung der Parameter in
Gruppen beru¨cksichtigt dabei die Abha¨ngigkeit der Parameter voneinander;
Parameter, die sich so stark gegenseitig beeinflussen, dass eine getrennte Be-
stimmung nicht mo¨glich ist, werden gemeinsam angepasst. In jedem Schritt
werden die Parameter des vorherigen Schritts auf den zuvor bestimmten
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Werten fixiert. Aktaa und Schmitt empfehlen die folgende Vorgehensweise
zur Anpassung der Parameter:
• Im ersten Schritt werden die Parameter k, Z, n, H und c der Fließre-
gel und der kinematischen Verfestigung an die Spannungs-Dehnungs-
Hysteresekurve des ersten Zyklus angepasst. Allen anderen Parame-
tern werden Werte zugewiesen, die zuna¨chst zu keiner A¨nderung der
jeweiligen inneren Zustandsvariablen fu¨hren (0 bzw. 1). Dabei wird
angenommen, dass im ersten Zyklus noch keine nennenswerte Ent-
festigung oder Scha¨digung auftritt.
• Im zweiten Schritt werden die Parameter R und m anhand der im
Kriechversuch gemessenen stationa¨ren bzw. minimalen Kriechraten
bestimmt. Die Parameterbestimmung im Rahmen dieser Arbeit hat
dabei gezeigt, dass hierzu auch eine Anpassung an das gemessene
Relaxationsverhalten innerhalb der Haltezeit bei hinreichend langer
Haltezeit mo¨glich ist.
• Im dritten Schritt werden die Parameter h, c, ψS,∞ und cS der ver-
formungsabha¨ngigen Terme der isotropen Entfestigung an Entfesti-
gungskurven (Spitzenspannung aufgetragen u¨ber die Zyklenzahl) aus
LCF-Versuchen ohne Haltezeit bis zur halben Lebensdauer angepasst.
Dies geschieht unter der Annahme, dass sich die Scha¨digung erst in
der zweiten Ha¨lfte der Lebensdauer nennenswert auf die Verformung
auswirkt.
• Im vierten Schritt werden die Parameter rψ , ψr und mψ des statischen
Terms der isotropen Entfestigung an Entfestigungskurven aus LCF-
versuchen mit Haltezeit bis zur halben Lebensdauer angepasst.
• Im letzten Schritt werden die Parameter des Scha¨digungsmodells A, r
und κ an die Entfestigungskurven aus LCF-Versuchen mit und ohne
Haltezeit bis zum Versagen angepasst.
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Fu¨r die niedrigaktivierbaren ferritisch-martensitischen (RAFM) Sta¨hle
EUROFER97 und F82H mod. wurde mit diesem Modell eine gute Be-
schreibung des Entfestigungsverhaltens und der Lebensdauer im Kurzzeit-
ermu¨dungsbereich erzielt. Trotz Beru¨cksichtigung der statischen Terme in
den Evolutionsgleichungen der kinematischen Verfestigung und der isotro-
pen Entfestigung war eine a¨hnlich gute Beschreibung allerdings unter Halte-
zeitbelastungen nicht mo¨glich, was insbesondere auf die Beschreibung des





Wie in den vorhergehenden Kapiteln dargestellt verschiebt sich die Belas-
tung der Strukturmaterialien konventioneller Kraftwerke mit zunehmendem
Ausbau der erneuerbaren Energien weg von der u¨berwiegenden Kriechbe-
lastung hin zur kombinierten Kriechermu¨dungsbelastung. Ferritisch-mar-
tensitische Sta¨hle sind aufgrund ihrer thermo-mechanischen Eigenschaften
fu¨r den Einsatz unter diesen Bedingungen gut geeignet; Ihre mikrostruktu-
relle Degradation und die daraus resultierende Abnahme der Festigkeit im
Einsatz muss jedoch beru¨cksichtigt werden. Ziel dieser Arbeit ist deshalb
die Entwicklung eines Materialmodells, dass die Beschreibung des Entfes-
tigungsverhaltens und der Lebensdauer unter Kriechermu¨dungsbelastung
ermo¨glicht. Das Modell soll insbesondere auch die beobachtete Abnahme
der Lebensdauer infolge von Haltezeiten unter Druck abbilden.
Da die zur Modellierung beno¨tigten Wechselverformungskurven in der
Literatur nicht vorliegen, wird das Werkstoffverhalten unter Kriechermu¨-
dungsbelastung zuerst umfassend charakterisiert. Hierzu werde Kurzzeit-
ermu¨dungsversuche mit Haltezeiten unter Zug und/oder Druck genutzt. Ne-
ben der Position der Haltezeit im Belastungszyklus soll der Einfluss der
Haltezeitdauer sowie der Einfluss bei verschiedenen Gesamtdehnungsam-
plituden charakterisiert werden. Um einen Referenzwert fu¨r die verwendete
Materialcharge zu erhalten werden zusa¨tzliche LCF-Versuche ohne Halte-
zeit durchgefu¨hrt. Die Mehrzahl der Versuche wird bei der anwendungsna-
hen Temperatur von 550 ◦C durchgefu¨hrt, zusa¨tzliche Versuche bei 450 ◦C
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dienen zur vergleichenden Untersuchung des Werkstoffes bei geringerem
Kriechanteil an der Belastung.
Mit dem Modell von Aktaa und Schmitt wurden bei der Beschreibung
des Verformungsverhaltens und der Lebensdauer ferritisch-martensitischer
Sta¨hle im Kurzzeitermu¨dungsversuch in der Vergangenheit gute Ergebnis-
se erzielt. Das Modell dient deshalb als Grundlage dieser Arbeit. Anhand
der experimentell gewonnen Ergebnisse wird zuna¨chst die Eignung des Mo-
dells zur Beschreibung des Verformungsverhaltens unter Kriechermu¨dungs-
belastung gepru¨ft. Basierend auf dem Vergleich zwischen Messdaten und
Modellberechnungen sollen eventuelle Schwachstellen des Modells identi-
fiziert und das Modell anhand der gewonnenen Erkenntnisse entsprechend
modifiziert werden.
Im zweiten Schritt der Modellierung wird das modifizierte Verformungs-
modell mit dem Scha¨digungsmodell gekoppelt. Da das Scha¨digungsmodell
auch das berechnete Verformungsverhalten beeinflusst, ist hier eine iterative
Bestimmung der jeweiligen Parameter notwendig; Etwaige A¨nderungen am
Scha¨digungsmodell erfordern auch eine erneute U¨berpru¨fung des Verfor-
mungsverhaltens. Den Abschluss bildet das modifizierte und an den experi-
mentellen Ergebnissen validierte Materialmodell, das die Beschreibung des
Kriechermu¨dungsverhaltens ferritisch-martensitischer Sta¨hle erlaubt, und
zugeho¨rige Parametersa¨tze fu¨r P91 bei 450 ◦C und 550 ◦C.

































Abbildung 3.1: Vorgehensweise zur Entwicklung eines Materialmodells zur





Die Versuche wurden am ferritisch-martensitischen Stahl P91 durchgefu¨hrt.
Die nominelle [130] und tatsa¨chliche [90] chemische Zusammensetzung ist
in Tabelle 3.1 angegeben. Die chemische Zusammensetzung erfu¨llt nicht
nur die Anforderungen von P91, sondern auch die geringere zula¨ssige Ver-
unreinigung durch Aluminium in T91 (max. 0.02 Gew%) sowie die Limi-
tierung des maximalen Kupfergehalts von 0.3 Gew.% der entsprechenden
europa¨ischen Spezifikation X10CrMoVNb9-1.
Tabelle 3.1: Nominelle und aktuelle chemische Zusammensetzung vom untersuch-
ten Werkstoff P91 in Gew.%
C Cr Mo Mn Si Ni V Nb N Cu
nom. 0.1 9 1 0.45 0.3 <0.2 0.2 0.08 0.05
akt. 0.086 8.91 0.917 0.363 0.324 0.149 0.198 0.08 0.041 0.068
Al P As W Sn Ti O2 S B Zr
nom. <0.04 <0.02 <0.01
akt. 0.018 0.017 0.012 0.01 0.005 0.002 0.002 0.001 0.001 0.001
Das Material wurde bei 1050 ◦C fu¨r 30 min normalisiert, anschließend
bei 780 ◦C fu¨r 1 h getempert und stand als 30 mm-Platte zur Verfu¨gung.
Zuna¨chst wurden zylindrische Probenrohlinge in Walzrichtung der Platte
drahterodiert. Aus diesen Rohlingen wurden Proben mit einem nominellen
Querschnitt von 8.8 mm im Messbereich gefertigt. Die Oberfla¨che im Mess-
bereich wurde mit einer maximalen Rauheit Rmax von 1 µm feingeschliffen.
Die Ist-Maße aller Proben wurden nach der Herstellung gemessen und zur
Berechnung der Spannungen und Dehnungen verwendet. Die gesamte Pro-
bengeometrie ist in Anhang B gezeigt.
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3.2 Versuchsdurchfu¨hrung
Die Versuche bei 550 ◦C wurden auf einer servohydraulischen Univer-
salpru¨fmaschine mit 160 kN Nennkapazita¨t von SCHENCK durchgefu¨hrt,
die Maschinensteuerung erfolgte u¨ber eine digitale Regeleinheit vom Typ
INSTRON 8800. Zur kontinuierlichen Messwerterfassung wurde das Soft-
warepaket DASYLAB 9 eingesetzt. Dieses ermo¨glichte neben der Mess-
werterfassung auch eine direkte Darstellung der Hystereseschleifen und der
Wechselverformungskurven sowie die U¨berwachung des Versuches und
die Abschaltung der Anlage bei U¨berschreitung definierter Grenzwerte.
Die La¨ngena¨nderung der Probe wurde mit einem MTS-Hochtemperatur-
extensometer (Messla¨nge: 20 mm) gemessen; Die Temperatur des einge-
setzten Strahlungsofens wurde mittels Thermoelementen vom Typ S (Pt10-
Rh-Pt) geregelt. Um eine Scha¨digung der Probe im Messbereich durch
die Schweißung des Thermoelements zu verhindern wurde dieses außer-
halb des Messbereichs am U¨bergang zum Gewinde der Probe angebracht
und eine entsprechende Temperaturkalibrierung durchgefu¨hrt. Die gemes-
sene Schwankung der Temperatur war kleiner als ±2 ◦C. Ein Vorversuch
mit einer Probe, die neben dem Thermoelement zur Temperaturregelung
im Messbereich mit fu¨nf weiteren Thermoelementen bestu¨ckt war, zeigte
bei der Nenntemperatur von 550 ◦C einen Temperaturgradienten von 5 ◦C
entlang der Messla¨nge. Der Versuchsaufbau erfu¨llte damit die Temperatur-
anforderungen der ASTM-Norm E2714-13 fu¨r Kriechermu¨dungsversuche
[13]. Vor Versuchsbeginn wurde die Temperatur bis zur Stabilisierung aller
Messwerte gehalten. Die wesentlichen Elemente des Versuchsaufbaus sind
in Abbildung 3.2 gezeigt.
Aufgrund der langen Laufzeit der Kriechermu¨dungsversuche wurde zur
Durchfu¨hrung der erga¨nzenden Versuche bei 450 ◦C ein zweiter, vergleich-
barer Pru¨fstand aufgebaut. Dazu wurde ebenfalls eine servohydraulische
Pru¨fmaschine von SCHENCK, allerdings mit einer Nennkapazita¨t von 63
kN, genutzt. Die Messung der La¨ngena¨nderung an der Probe erfolgte mit
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Abbildung 3.2: Einbausituation der Probe im Pru¨fstand fu¨r 550 ◦C
raturregelung des 3-Zonen-Ofens erfolgte mit Thermolementen vom Typ K
(NiCr-Ni). Entsprechende Vorversuche zur Temperaturkalibrierung und -
verteilung zeigten ebenfalls die Einhaltung der in ASTM E2714-13 zu-
la¨ssigen Abweichungen.
Die LCF-Versuche mit und ohne Haltezeit wurden mit dreieckigem Be-
lastungspfad ohne Mitteldehnung (εmin = εmax, R = -1) bei einer (sofern
nicht anders angegeben) konstanten Dehnrate von 10−3 s−1 (=ˆ 0.1% s−1)
durchgefu¨hrt.
3.3 Auswertung
Die Messdaten wurden kontinuierlich mit einem Zeitstempel versehen in
eine Textdatei gespeichert. Fu¨r jeden Datenpunkt wurden neben der Kraft
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F und der mit dem Extensometer gemessenen La¨ngena¨nderung ∆l der Pro-
be auch die aktuelle Zyklenzahl N, die Position der Pru¨fmaschine und der
Sollwert der Regelgro¨ße erfasst. Bei rein zeitgetakteter Datenerfassung ist
im Haltezeitversuch eine hohe Erfassungsrate zur Beschreibung der Last-
wechsel (große zeitliche A¨nderung von Spannung und Dehnung) erwu¨nscht,
dies fu¨hrt jedoch gleichzeitig in der Haltezeit (u¨berwiegend kleine zeitliche
A¨nderung der Messgro¨ßen) zu unno¨tig großen, und damit nur aufwendig
zu verarbeitenden, Datenmengen. Aus diesem Grund wurde die Datenerfas-
sung so konzipiert, dass bei einer Vera¨nderung der Kraft um 100 N oder
der Probenla¨nge um 0.0025 mm, jeweils bezogen auf den vorausgehenden
Messpunkt, ein Datenpunkt erfasst wird. Dies entspricht fu¨r den verwen-
deten Probendurchmesser von 8.8 mm einer A¨nderung der Spannung um
1.6 MPa, bei einer Ausgangsmessla¨nge von 20 mm einer A¨nderung der
Dehnung um 0.0125 % und erlaubt eine pra¨zise Erfassung der Versuchser-
gebnisse bei minimalem Datenvolumen.












l0 bezeichnet die Ausgangsmessla¨nge zum Versuchsbeginn, also die Mess-
la¨nge des (bei Raumtemperatur angebrachten) Extensometers plus die ther-
mische Ausdehnung der Probe wa¨hrend des Aufheizens vor Versuchsbe-
ginn. Da der Probenquerschnitt unter Zugbelastung aufgrund der Querkon-
traktion ab-, unter Druckbelastung dagegen zunimmt, fu¨hrt die Verwendung
der technischen Spannung zu asymmetrischen Wechselverformungskurven
und Hystereseschleifen (σt,max 6= σt,min) mit erho¨hten Druckspannungen.
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Aus diesem Grund wurden die Spannungen im Rahmen dieser Arbeit un-
ter Annahme eines konstanten Probenvolumens im Messbereich korrigiert:
σ = σt (1+ ε) (3.3)
Durch Auftragung der Maximal- bzw. Minimalspannung eines jeden Zyklus
u¨ber die Zyklenzahl ko¨nnen aus diesen Daten die Wechselverformungs-
kurven erstellt werden. Neben Aussagen u¨ber das Entfestigungsverhalten
ermo¨glichen die Kurven die Bestimmung der Lebensdauer bzw. Bruchlast-
spielzahl N f . Entsprechend des Teststandards ASTM E2714 [13] fu¨r Krie-
chermu¨dungsversuche wurde als Lebensdauer die Anzahl der Zyklen bis
zur Entstehung eines Ermu¨dungsrisses, der gegenu¨ber einer linearen Extra-
polation des zweiten Bereichs der Kurve einen Spannungsabfall um 10 %
hervorruft, definiert. Das verwendete Verfahren zur Bestimmung der Le-



















Abbildung 3.3: Vorgehen zur Bestimmung der Lebensdauer N f fu¨r kontinuierlich
entfestigende Materialien nach ASTM E2714 [13]
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4 Ergebnisse der experimentellen
Untersuchungen
Das folgende Kapitel zeigt die Ergebnisse der Kriechermu¨dungsversuche,
die als Basis fu¨r die Modellierung durchgefu¨hrt wurden. Da die zur Model-
lierung beno¨tigten Wechselverformungskurven in der Literatur nicht vor-
liegen, ist prima¨res Ziel der Versuche die Charakterisierung des Haltezeit-
einflusses auf das zyklische Entfestigungsverhalten (vgl. Abschnitt 2.2.2).
Im ersten Schritt (Abschnitt 4.1) wurden dazu Kurzzeitermu¨dungsversuche
ohne Haltezeit als Referenzversuche durchgefu¨hrt. Der Einfluss der Halte-
zeitposition und -dauer auf das Entfestigungsverhalten bei verschiedenen
Gesamtdehnamplituden und Temperaturen wird in den entsprechenden Un-
terkapiteln von Abschnitt 4.2 beschrieben und dann in Abschnitt 4.3 neben
dem Einfluss auf die Lebensdauer weiter diskutiert. Fu¨r die Modellierung
relevante Aspekte des beobachteten Verformungsverhaltens werden zuletzt
in Abschnitt 4.3.2 mit Literaturquellen zur Mikrostruktur korreliert.
4.1 Versuche ohne Haltezeit
Die aus den LCF-Versuchen fu¨r P91 bei 450 ◦C und 550 ◦C gewonne-
nen Wechselverformungskurven sind in Abbildung 4.1 dargestellt. Das
fu¨r ferritisch-martensitische Sta¨hle typische Entfestigungsverhalten (vgl.
Kapitel 2.2.2) ist bei beiden Temperaturen klar zu erkennen: Auf einen
anfa¨nglichen, starken Abfall der Maximalspannung folgt ein na¨herungsweise
linearer Bereich der Spannungsabnahme mit der Zyklenzahl. Zum Ende
der Lebensdauer fa¨llt die Spannung aufgrund der Ausbreitung eines ma-
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4 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen
kroskopischen Ermu¨dungsrisses wieder stark ab. Bis zur Ausbreitung des
Ermu¨dungsrisses sind die Hystereseschleifen (Abbildung 4.3) und Spitzen-
spannungen symmetrisch, d.h. σmax = σmin. Die Kurven zeigen die Maximal-
und Minimalspannung eines jeden Zyklus in Abha¨ngigkeit der Zyklenzahl.
Sie sind zur vollsta¨ndigen Beschreibung des Entfestigungsverhaltens not-
wendig, da durch die kontinuierlich bis zum Bruch abnehmende Festig-
keit kein stationa¨rer (und damit repra¨sentativer) Zustand, der beispielsweise
die Beschreibung des Materialverhaltens mit einer zyklischen Spannungs-
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Abbildung 4.1: Wechselverformungskurven von P91 im LCF-Versuch bei 450 ◦C
und 550 ◦C
Der verwendete Modellierungsansatz beschreibt die Entfestigung des
Materials als Verha¨ltnis der im belasteten Material und im Ausgangszustand
auftretenden Spannung bei gleicher kinematischer Verfestigung, Fließgren-
ze und inelastischer Verformungsrate (vgl. Gleichung 2.15). Analog dazu
kann der Entfestigungsgrad ψexp,N im Zyklus N aus den experimentellen
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4.1 Versuche ohne Haltezeit
Wechselverformungskurven als Verha¨ltnis der Spannungsschwingbreiten
bezogen auf den ersten Zyklus bestimmt werden. Fu¨r den hier auftretenden
Fall symmetrischer Spitzenspannungen entspricht dieser na¨herungsweise







Die so fu¨r die LCF-Versuche berechneten Entfestigungen sind in Abb. 4.2
gezeigt. Sowohl ho¨here Temperaturen, als auch Gesamtdehnamplituden
fu¨hren zu einer sta¨rker ausgepra¨gten Entfestigung. Die Ergebnisse decken
sich mit vorherigen Ergebnissen [82, 96, 131]. Als Ursache fu¨r die zu-
nehmende Entfestigung wurde die Aktivierung einer gro¨ßeren Anzahl von
Gleitsystemen, und damit eine ho¨here Wahrscheinlichkeit zur Paarauflo¨sung
von Versetzungen mit Kleinwinkelkorngrenzen bei gro¨ßeren Dehnamplitu-
den, angegeben [82]. Dies zeigt die Notwendigkeit der Beru¨cksichtigung
der maximal aufgebrachten inelastischen Dehnung (vgl. Gl. 2.20) in der
Modellierung der zyklischen Entfestigung.
Abbildung 4.3 zeigt die Hystereseschleifen des 1. und des 400. Zyklus bei
550 ◦C. Im ersten Zyklus zeigt das Material mit zunehmender Gesamtdeh-
nung eine zunehmende Maximalspannung aufgrund der Verfestigung durch
die inelastische Verformung. Nach 400 Zyklen sind die Spitzenspannungen
jedoch im betrachteten Gesamtdehnungsereich fu¨r alle Gesamtdehnampli-
tuden na¨herungsweise identisch. Dies ist auch an den Wechselverformungs-
kurven in Abb. 4.1 zu erkennen, die bei 550 ◦C nach 200 Zyklen bis zur
Ausbreitung des Makrorisses nahezu deckungsgleich verlaufen. Wie die
Hystereseschleifen nach 400 Zyklen zeigen ist dies jedoch nicht die Folge
von nahezu idealer elastisch-plastischer Verformung ohne Verformungsver-
festigung, sondern von unterschiedlich weit fortgeschrittener Entfestigung
des Materials. So zeigen zum Beispiel sowohl der Versuch bei ±0.3%, als
auch der Versuch bei ±0.75% eine Spitzenspannung von etwa 300 MPa
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Abbildung 4.2: Normierte Wechselverformungskurven (bezogen auf die Spitzen-
spannung im ersten Zyklus) von P91 im LCF-Versuch bei 450 ◦C
und 550 ◦C
bei eine Fließgrenze im Bereich von 100 MPa und darauf folgender Ver-
formungsverfestigung. Diese nach 400 Zyklen verbleibende Verformungs-
verfestigung ist fu¨r kleine Dehnungsamplituden deutlich ausgepra¨gter, aber
insgesamt geringer als im ersten Zyklus. Zusa¨tzlich zeigt der Versuch bei
±0.75% Dehnungsamplitude bei±0.3% Dehnung eine geringere Spannung
als die Spitzenspannung des Versuches bei ±0.3% Dehnungsamplitude was
ebenfalls die weiter fortgeschrittene Entfestigung zeigt. Dies belegt auch
die Abha¨ngigkeit des Verformungsverhaltens von der vorausgehenden Be-
lastungsgeschichte.
Damit beruht die zyklische Entfestigung ferritisch-martensitischer Sta¨hle
nicht nur auf einer Abnahme der Fließgrenze, sondern insbesondere auch
auf der deutlich weniger ausgepra¨gten Verformungsverfestigung im belas-
teten Material. Eine detaillierte Analyse der Hystereseschleifen von P91 im
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P91, 550 °C
Zyklus 400, 10-3/s
Abbildung 4.3: Vergleich der Hystereseschleifen des 1. und des 400. Zyklus von
LCF-Versuchen ohne Haltezeit bei 550 ◦C fu¨r verschiedene Ge-
samtdehnungsamplituden
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4 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen
LCF-Versuch sowie eine Diskussion der mikrostrukturellen Hintergru¨nde
ist in [82] zu finden. Dort wurde ebenfalls die geringere Verformungs-
verfestigung im zyklisch belasteten Material (im Gegensatz zur Abnahme
der Fließgrenze) als Hauptursache der zyklischen Entfestigung beschrieben.
Dies ist insbesondere fu¨r die Modellierung des Verformungsverhaltens re-
levant, da das Modell von Chaboche und darauf aufbauende Ansa¨tze (vgl.
Abschnitt 2.3.1) die zyklische Entfestigung allein u¨ber die Abnahme der
Fließgrenze abbilden. Die in dieser Arbeit verwendete Erweiterung von
Aktaa und Schmitt beru¨cksichtigt dagegen zusa¨tzlich den Einfluss der Ent-
festigung auf die Verformungsverfestigung und die viskose Spannung und


























  Designkurve ASME
P91
550°C, 10-3/sec
Abbildung 4.4: Vergleich der im LCF-Versuch bestimmten Bruchlastspielzahlen
mit Ergebnissen aus der Literatur [14] und der ASME-Designkurve
[132]
Abbildung 4.4 zeigt den Vergleich der bei 550 ◦C bestimmten Bruchlast-
spielzahlen N f in Abha¨ngigkeit von der Gesamtdehnamplitude mit Werten
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4.1 Versuche ohne Haltezeit
aus der Literatur [14] bei gleicher Dehnrate. Die Werte liegen innerhalb,
bei gro¨ßeren Dehnamplituden jedoch am unteren Ende, der Streuung der
Literaturdaten und deutlich oberhalb der als Referenz mit angegebenen De-
signkurve des ASME Boiler & Pressure Vessel Code [132].
Da die Charakterisierung des Haltezeiteinflusses auf dem Vergleich der
Wechselverformungskurven verschiedener Versuche beruht, ist zuna¨chst die
Wiederholbarkeit der Wechselverformungskurven von Interesse. Abbildung
4.5 zeigt dazu die Wechselverformungskurven von jeweils zwei Versuchen
bei 450 ◦C und 550 ◦C bei nominell gleichen Versuchsbedingungen. Neben
der zu erwartenden Streuung der Bruchlastspielzahl zeigt sich bei beiden
Temperaturen eine sehr gute U¨bereinstimmung der Spitzenspannungen. Et-
waige Unterschiede in den Wechselverformungskurven bei verschieden Ver-
suchsparametern sind also zuverla¨ssig auf die unterschiedliche Belastung,












































Abbildung 4.5: Abweichung der gemessenen Wechselverformungskurven bei Ver-
suchswiederholung mit gleichen Parametern
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4.2 Versuche mit Haltezeit
Zur Untersuchung des Haltezeiteinflusses auf die zyklische Entfestigung
und Lebensdauer ferritisch-martensitischer Sta¨hle wurden Kurzzeitermu¨-
dungsversuche mit Haltezeiten unter Zug, unter Druck und mit kombinierten
Haltezeiten unter Zug und Druck bei 450 ◦C und 550 ◦C durchgefu¨hrt. Ne-
ben der Haltezeitposition und der Versuchstemperatur wurde die Dauer der
Haltezeit (zwischen 1 min und 3 h) und die Gesamtdehnamplitude (±0.3%,
±0.5% und±0.75%) variiert. In den folgenden Abschnitten werden die ver-
schiedenen Einflussfaktoren auf das Verformungsverhalten an ausgewa¨hlten
Versuchsergebnissen dargestellt. Korrespondierende Ergebnisse bei weite-
ren, unterschiedlichen Versuchsbedingungen sind in Anhang C zu finden.
4.2.1 Einfluss der Haltezeitposition
Abbildung 4.6 zeigt ein Beispiel fu¨r den Haltezeiteinfluss auf die zykli-
sche Entfestigung. Im Vergleich zur Wechselverformungskurve des LCF-
Versuches ohne Haltezeit bei ansonsten gleichen Bedingungen zeigen die
Versuche mit Haltezeit eine weitere Abnahme der Spannungsschwingbreite
und damit eine ausgepra¨gtere Entfestigung. Infolge von einseitigen Halte-
zeiten (Zug oder Druck) tritt ein asymmetrischer Verlauf der Spitzenspan-
nungen ein: Durch die eingefu¨gte Zughaltezeit kommt es zu einer weite-
ren Abnahme der Spitzenspannung unter Zug, die Druckspitzenspannung
bleibt im Vergleich mit dem Versuch ohne Haltezeit nahezu unvera¨ndert.
Dementsprechend fu¨hrt eine Druckhaltezeit zu einer weiteren Abnahme der
Druckspitzenspannung wogegen die Spitzenspannung unter Zug vergleich-
bar mit derjenigen aus dem Versuch ohne Haltezeit bleibt. In der Konse-
quenz stellt sich durch die Zughaltezeit eine (geringe) Druckmittelspan-
nung, und durch die Druckhaltezeit eine Zugmittelspannung ein. Bei glei-
cher Haltezeitdauer fu¨hren Zug- und Druckhaltezeiten zu gleichen Span-
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nungsschwingbreiten, jedoch mit unterschiedlichen Mittelspannungen. Der
Versuch mit einer Haltezeit unter Zug und unter Druck zeigt eine (symme-
trische) Abnahme der Spitzenspannung sowohl unter Zug, als auch unter
Druck und damit insgesamt eine geringere Spannungsschwingbreite und
sta¨rkere Entfestigung als die Versuche mit separater Zug- oder Druckhalte-
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Abbildung 4.6: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitpo-
sitionen bei ±0.75% Gesamtdehnamplitude, 10 min Haltezeitdauer
und 550 ◦C
Die la¨ngere Haltezeit pro Zyklus ist jedoch nicht die alleinige Ursache
fu¨r die niedrigere Spannungsschwingbreite, und damit ausgepra¨gtere Ent-
festigung, bei kombinierter Haltezeit. Auch bei gleicher Haltezeitdauer pro
Zyklus, d.h. im Vergleich zwischen Zug- oder Druckhaltezeiten von 10 min
mit kombinierten Zug- und Druckhaltezeiten von jeweils 5 min zeigt der
Versuch mit kombinierter Haltezeit eine geringere Spannungsschwingbrei-
te (siehe Abb. 4.7). Vielmehr ist auch die gro¨ßere inelastische Verformung
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       Zug (10 min)*
       Druck (10 min)
       Zug (5 min)+Druck (5 min)
       Zug (10 min)+Druck (10 min)
P91, 550 °C
±0.3%, 10-3/s
*Versuch nach 1000 Zyklen gestoppt
Abbildung 4.7: Auftragung der Spannungsschwingbreite u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
verschiedene Haltezeitpositionen bei ±0.3% Gesamtdehnampli-
tude, 10 min Haltezeit und 550 ◦C mit gleicher Haltezeitla¨nge (je
10 min bei kombinierter Haltezeit) und gleicher Haltezeitdauer pro
Zyklus (je 5 min bei kombinierter Haltezeit)
Ein entsprechender Einfluss der Haltezeitposition wurde fu¨r alle betrach-
teten Versuchsparameter beobachtet (vgl. Abbildungen C.1 bis C.5 in An-
hang C). An diesen Ergebnissen zeigt sich auch der unterschiedliche Ein-
fluss der verschiedenen Haltezeitpositionen auf die Bruchlastspielzahl. Im
betrachteten Bereich der Versuchsparameter zeigen Versuche mit Zughal-
tezeit vergleichbare Bruchlastspielzahlen zu reinen Ermu¨dungsversuchen;
Eine auf Kriechscha¨digung zuru¨ckzufu¨hrende Verku¨rzung der Lebensdau-
er, wie sie fu¨r austenitische Sta¨hle auftritt [115], ist nicht zu beobachten.
Fu¨r einen Teil der Versuche wurde vielmehr eine gro¨ßere Bruchlastspiel-
zahl mit Zughaltezeit, als ohne Haltezeit, gemessen. Ein Beispiel hierfu¨r
zeigt Abbildung C.2. In U¨bereinstimmung mit der verfu¨gbaren Literatur
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(vgl. Abschnitt 2.2.2) zeigen dagegen Versuche mit Druckhaltezeiten ins-
besondere bei 550 ◦C eine deutliche Abnahme der Bruchlastspielzahl. Im
Allgemeinen erreichten Versuche mit kombinierter Haltezeit unter Zug und
unter Druck die ku¨rzesten Bruchlastspielzahlen.
Die zyklische Entfestigung beeinflusst nicht nur die Spitzenspannungen,
sondern auch das Relaxationsverhalten des Materials in der Haltezeit. Ab-
bildung 4.8 zeigt dazu exemplarisch die Hystereseschleifen des 2. und des
200. Zyklus, Abbildung 4.9 zeigt neben der Auftragung der Spitzenspan-
nungen u¨ber die Zyklenzahl auch die relaxierte Spannung, d.h. die Span-
nung am Ende der jeweiligen Haltezeit fu¨r einstu¨ndige Haltezeiten bei
±0.75% Gesamtdehnungsamplitude. Im ersten Bereich der Entfestigung
nimmt die Spannungsdifferenz zwischen Anfang und Ende der Haltezeit
mit zunehmender Entfestigung ab. Im U¨bergang zum zweiten Bereich der
Entfestigung nehmen sowohl die Spitzenspannung, als auch die relaxierte
Spannung einen linearen Verlauf mit vergleichbarer Steigung u¨ber die Zy-
klenzahl an. In diesem Bereich bleibt der Spannungsabfall u¨ber die Haltezeit
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Abbildung 4.8: Vergleich der Hystereseschleifen des 2. und des 200. Zyklus von
Versuchen mit 1 h Haltezeit bei 550 ◦C fu¨r verschiedene Haltezeit-
positionen
69


















       ohne
       Zug
       Druck
       Zug+Druck
P91, 550 °C
±0.75%, 10-3/s
       Spitzenspannung



















Abbildung 4.9: Auftragung der Spitzen- und relaxierten Spannung u¨ber die Zyklen-
zahl fu¨r verschiedene Haltezeitpositionen bei ±0.75% Gesamtdeh-
namplitude, 1 h Haltezeit und 550 ◦C
Die Spannungsdifferenz u¨ber die Haltezeit ist dabei fu¨r Haltezeiten unter
Zug oder Druck gleich; P91 zeigt bei 550 ◦C unter Zug und unter Druck
vergleichbares Relaxationsverhalten. Im Gegensatz dazu zeigt der Versuch
mit kombinierter Haltezeit unter Zug und Druck vergleichbare Spitzenspan-
nungen zu den Versuchen mit Haltezeit unter Zug oder Druck am jeweili-
gen Punkt der Haltezeit, aber niedrigere relaxierte Spannungen bei gleicher
Haltezeitdauer. Das Material relaxiert damit im Vergleich sta¨rker, was mit
der oben beschriebenen sta¨rkeren Entfestigung bei kombinierten Zug- und
Druckhaltezeiten einhergeht.
4.2.2 Einfluss der Haltezeitdauer
Neben der Position der Haltezeit im Belastungszyklus hat ihre Dauer maßgeb-
lichen Einfluss auf das Entfestigungsverhalten. Am Beispiel von Zughalte-
zeiten bei ±0.75% Dehnamplitude und 550 ◦C ist dies in Abbildung 4.10
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gezeigt. Da die Spitzenspannungen unter Druck fu¨r alle Haltezeitla¨ngen
denen des LCF-Versuchs entsprechen, sind sie hier der U¨bersichtlichkeit
halber nicht mit dargestellt. Weitere, entsprechende Versuchsergebnisse bei
450 ◦C sind in Anhang C, Abbildung C.6 und C.7, Ergebnisse bei anderen




















       ohne Haltezeit
       1 min
       10 min
       1 h
       3 h
P91, 550 °C
±0.75%, 10-3/s
Abbildung 4.10: Auftragung der Zug-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
Zughaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.75% Gesamtdehnam-
plitude und 550 ◦C
Bei gleicher Gesamtdehnung und Temperatur zeigt der Vergleich der
Wechselverformungskurven fu¨r P91 mit zunehmender Haltezeitdauer ei-
ne weitere Abnahme der Spitzenspannung an der Position der Haltezeit.
Fu¨r die hier gezeigten Kurven aus Versuchen mit Zughaltezeit bedeutet dies
eine weitere Abnahme der Zug-Spitzenspannung σmax mit zunehmender
Haltezeitdauer bei gegenu¨ber dem LCF-Versuch ohne Haltezeit gleichblei-
bender Druck-Spitzenspannung σmin. La¨ngere Haltezeiten fu¨hren also zu
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geringeren Spannungsschwingbreiten und damit zu einer sta¨rkeren Ent-
festigung. Die Steigung der Kurve im linearen Bereich ist fu¨r alle Halte-
zeitla¨ngen na¨herungsweise gleich, die Haltezeitla¨nge beeinflusst prima¨r die
anfa¨ngliche Entfestigung im ersten Bereich. Die zusa¨tzliche Entfestigung
erfolgt dabei nichtlinear mit der Haltezeitdauer, nach 250 Zyklen betra¨gt
beispielsweise die Differenz der Spannungsschwingbreiten zwischen dem
LCF-Versuch ohne Haltezeit und dem Versuch mit 1 min Zughaltezeit
6.3 MPa, diejenige mit dem Versuch mit 1 h Zughaltezeit 17.6 MPa. Die
60-mal la¨ngere Haltezeit fu¨hrt also lediglich zu einer 2.8-fachen Differenz
in den Spannungsschwingbreiten. Die weitere Verla¨ngerung der Haltezeit
von 1 h auf 3 h fu¨hrt zu keiner weiteren Abnahme der Spitzenspannung,
dieser Sa¨ttigungseffekt ist ebenfalls in Abbildung C.8 und C.10 zu erken-
nen. Aufgrund der langen Versuchsdauer (Die in Abbildung 4.10 gezeigten
Ergebnisse beruhen auf etwa 1700 h Versuchsdauer, bei ±0.3% Gesamt-
dehnamplitude wa¨re etwa die zehnfache Zyklenzahl zu erwarten) war die
Bestimmung der Haltezeitdauer, ab der fu¨r la¨ngere Haltezeiten keine wei-
tere Entfestigung mehr auftritt, nicht fu¨r alle Versuchsbedingungen mo¨glich.
Eine mo¨gliche Ursache fu¨r die sta¨rkere Entfestigung bei la¨ngeren Halte-
zeiten ist die durch die Haltezeit hervorgerufene inelastische Verformung.
Es bietet sich daher an, statt der Zyklenzahl N die akkumulierte inelastische





2(εin,max (i)− εin,min (i)) (4.2)
εin,max(i) und εin,min(i) bezeichnen die maximale und minimale inelastische
Dehnung in Zyklus i. Abbildung 4.11 zeigt die entsprechende Auftragung
der Entfestigung (vgl. Gl. 4.1) u¨ber die akkumulierte inelastische Dehnung.
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akkumulierte inelastische Dehnung, p [-]
Haltezeitdauer (Zug)
       ohne Haltezeit
       1 min
       10 min
       1 h
       3 h
P91, 550 °C
±0.75%, 10-3/s
Abbildung 4.11: Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung fu¨r Zughaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.75%
Gesamtdehnamplitude und 550 ◦C
Auch bei Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung ist bei gleicher vorausgehender inelastischer Verformung ebenfalls
eine sta¨rkere Entfestigung mit zunehmender Haltezeitdauer zu beobachten.
Insgesamt werden mit Haltezeit geringere Entfestigungswerte, und damit
eine sta¨rkere Entfestigung, als im Kurzzeitermu¨dungsversuch ohne Halte-
zeit erreicht (vgl. Abb. 4.2). Die gro¨ßere inelastische Dehnung pro Zyklus
aufgrund der Haltezeit ist somit bei 550 ◦C nicht die alleinige Ursache fu¨r
die sta¨rkere Entfestigung. Weitere, mikrostrukturelle Aspekte des Haltezeit-
einflusses auf die Entfestigung werden in Abschnitt 4.3.2 diskutiert.
4.2.3 Einfluss der Gesamtdehnungsamplitude
Abbildung 4.12 zeigt die Auswirkung einer einminu¨tigen Zughaltezeit auf
das Entfestigungsverhalten bei verschiedenen Gesamtdehnamplituden. Der
Haltezeiteinfluss auf die Entfestigung ist bei kleineren Gesamtdehnampli-
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tuden deutlich ausgepra¨gter. Insbesondere die Reduzierung der Dehnampli-
tude von ±0.5% auf ±0.3% fu¨hrt zu einer deutlich gro¨ßeren Differenz in
den Spitzenspannungskurven. Im Gegensatz zu den LCF-Versuchen ohne
Haltezeit, die nach 400 Zyklen vergleichbare Spitzenspannungen fu¨r alle
untersuchten Dehnamplituden zeigen (vgl. Abschnitt 4.1), wurden infol-
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       ±0.5%




       ohne
       1 min Zug
Abbildung 4.12: Auftragung der Zug-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
1 min Zughaltezeit bei verschiedenen Gesamtdehnamplituden und
550 ◦C
Eine Ursache fu¨r die sta¨rkere Auswirkung der Haltezeit bei kleineren
Dehnamplituden ist die jeweilige Zunahme der inelastischen Dehnung in-
folge der Haltezeit. So fu¨hrt die einminu¨tige Haltezeit bei 550 ◦C fu¨r alle
Dehnamplituden zu einer Zunahme der inelastischen Dehnschwingbreite
im Bereich von 0.05%. Dies entspricht bei ±0.75% Gesamtdehnamplitu-
de lediglich einer Zunahme um 4%, bei ±0.3% jedoch einer Zunahme um
25% [133]. Das Verha¨ltnis von elastischer zu inelastischer Dehnung wird
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somit bei kleineren Dehnamplituden durch die Haltezeit deutlich sta¨ker be-
einflusst, als dies bei gro¨ßeren Dehnamplituden der Fall ist. Die Auftragung
der Entfestigung u¨ber die akkumulierte Dehnung in Abbildung 4.13 zeigt
jedoch, dass (entsprechend den Ergebnissen zum Einfluss der Haltezeitdau-
er) die zusa¨tzliche inelastische Verformung bei 550 ◦C nicht allein fu¨r die
sta¨rkere zusa¨tzliche Entfestigung bei kleinen Dehnamplituden ursa¨chlich
ist. Zuzsa¨tzlich werden fu¨r kleinere Dehnamplituden deutlich ho¨here akku-




















akkumulierte inelastische Dehnung, p [-]
Gesamtdehnamplitude, εa
       ±0.3%
       ±0.5%




       ohne
       1 min Zug
Abbildung 4.13: Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung fu¨r 1 min Zughaltezeit bei verschiedenen Gesamtdehn-
amplituden und 550 ◦C
Bei Betrachtung der Entfestigung zeigt sich mit einminu¨tigen Zughal-
tezeit (entsprechend den Kurzzeitermu¨dungsversuchen, vgl. Abb. 4.2) die
sta¨rkste Entfestigung bei ±0.75% Gesamtdehnamplitude, die zusa¨tzliche
Entfestigung (d.h. die Differenz der Entfestigungskurven von LCF- und
Haltezeitversuch) infolge der Haltezeit ist jedoch fu¨r±0.3% Dehnamplitude
am gro¨ßten. Interessanterweise a¨ndert sich dies mit zunehmender Haltezeit-
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dauer (siehe Abb. 4.14): Bei 10 min Haltezeitdauer fallen die Entfestigungs-
kurven fu¨r ±0.3% und ±0.75% Gesamtdehnamplitude nahezu aufeinander,
bei 1 h Haltezeitdauer entfestigt das Material (bezogen auf die akkumulier-
te inelastische Dehnung) bei ±0.3% Dehnamplitude schneller und sta¨rker,
als bei ±0.75%. Obwohl der Versuch bei ±0.3% Dehnamplitude nach 300
Zyklen gestoppt werden musste, ist davon auszugehen, dass bei Extrapo-
lation der Entfestigungskurve kleinere Entfestigungswerte (und damit eine
sta¨rkere Entfestigung) erreicht wu¨rden, als fu¨r ±0.75% gemessen wurden.
Zusammenfassend dreht sich damit der Einfluss der Gesamtdehnungsam-
plitude auf das Entfestigungsverhalten bei langen Haltezeiten um: Im LCF-
Versuch ohne Haltezeit (vgl. Abb. C.12) erfolgt die Entfestigung mit zuneh-
mender Dehnamplitude sta¨rker und schneller, im Kriechermu¨dungsversuch
mit langen Haltezeiten entfestigt das Material am sta¨rksten und schnellsten




















akkumulierte inelastische Dehnung, p [-]
Gesamtdehnamplitude, εa
       ±0.3%




       ohne
       10 min Zug*
       1 h Zug**
*Versuch nach 1000 Zyklen gestoppt
**Versuch nach 300 Zyklen gestoppt
Abbildung 4.14: Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung fu¨r 10 min und 1 h Zughaltezeit bei Gesamtdehnampli-
tuden von ±0.3% und ±0.75% bei 550 ◦C
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Der Haltezeiteinfluss ist bei geringeren Gesamtdehnamplituden nicht nur
auf das Entfestigungsverhalten, sondern auch auf die Bruchlastspielzahl
sta¨rker ausgepra¨gt: Der scha¨dliche Einfluss von Druckhaltezeiten auf die
Lebensdauer nimmt mit abnehmender Dehnamplitude zu. Dies ist exempla-
risch fu¨r Haltezeiten von 10 min La¨nge in Abbildung 4.15 gezeigt und in
Tabelle 4.1 fu¨r Versuche bei 550 ◦C zusammengefasst. Die Abnahme der
Lebensdauer infolge der Druckhaltezeit bei ±0.75% Dehnamplitude fa¨llt
in den Bereich der im LCF-Versuch beobachteten Streuung der Messwer-
te. Bei der geringeren Dehnamplitude von ±0.3% fu¨hrt eine zehnminu¨tige
Druckhaltezeit dagegen zu einer signifikanten Abnahme der Bruchlastspiel-
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       ±0.5%




       ohne
       10 min Druck
Abbildung 4.15: Auftragung der Druck-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
10 min Druckhaltezeit bei verschiedenen Gesamtdehnamplituden
und 550 ◦C
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Tabelle 4.1: Abnahme der Bruchlastspielzahl infolge von Druckhaltezeiten bei
550 ◦C
εa ohne HZ 1 min Druck 10 min Druck 1 h Druck
±0.3% 5151 2233 / -57% 1831 / -64% -
±0.5% 1290 821 / -36% 599 / -53% 602 / -53%
±0.75% 488 521 / +7% 406 / -17% 426 / -13%
4.2.4 Einfluss der Temperatur
Sowohl bei 450 ◦C, als auch bei 550 ◦C fu¨hren Haltezeiten bei Betrachtung
u¨ber die Zyklenzahl zu einer schnelleren Abnahme der Spitzenspannungen,
und damit zu einer schnelleren Entfestigung des Materials. Der Vergleich
der Diagramme C.1 bis C.11 miteinander zeigt dabei bei gleicher Gesamt-
dehnamplitude, Haltezeitdauer und -position bei 550 ◦C einen sta¨rkeren
Haltezeiteinfluss auf die Entfestigung, als bei 450 ◦C. Bei Betrachtung der
Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische Dehnung unterscheidet sich
das Materialverhalten bei 450 ◦C und 550◦C jedoch deutlich.
Die Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische Deh-
nung zeigte in den vorherigen Abschnitten dass der Haltezeiteinfluss bei
550 ◦C nicht allein auf die zusa¨tzliche inelastische Dehnung durch die Hal-
tezeit zuru¨ckzufu¨hren ist. Im Gegensatz dazu fallen die Entfestigungskurven
bei 450 ◦C mit und ohne Haltezeit, wie in Abbildung 4.16 gezeigt, aufeinan-
der. Insbesondere existiert bei 450 ◦C, wie im oberen Diagramm dargestellt
und im deutlichen Unterschied zum Materiaverhalten bei 550 ◦C, kein nicht
u¨ber die zusa¨tzliche inelastische Verformung erkla¨rbarer scha¨dlicher Ein-
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fluss der Druckhaltezeit auf die Bruchlastspielzahl.
Zusa¨tzlich wurde bei 450 ◦C und einer Dehnrate von 10−3 s−1 dynami-
sche Reckalterung beobachtet. Dies fu¨hrt zur im Vergleich zu den Versuchen
bei 550 ◦C gro¨ßeren Abweichungen der gemessenen Spitzenspannungen
zwischen zwei aufeinanderfolgenden Zyklen. Das Auftreten der dynami-
schen Reckalterung im Bereich zwischen 350 ◦C und 450 ◦C wurde fu¨r P91
in [105] und [134] detalliert beschrieben.
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akkumulierte inelastische Dehnung, p [-]
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akkumulierte inelastische Dehnung, p [-]
P91
±0.75%, 10-3/s
Haltezeit      450°C     550°C
ohne (LCF)
10 min Zug
Abbildung 4.16: Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung fu¨r 10 min Druckhaltezeit bei ±0.5% Dehnamplitude
(oben) und 10 min Zughaltezeit bei ±0.75% Dehnamplitude (un-





Infolge der Haltezeit kommt es zu asymmetrischen Spitzenspannungen
(σmax 6= σmin): Zughaltezeiten fu¨hren im Vergleich zu reinen Kurzzeit-
ermu¨dungsversuchen zu einer Abnahme der Zugspannungen, Druckhal-
tezeiten fu¨hren zu einer Abnahme der Druckspannungen (vgl. Abschnitt
4.2.1). Das Material entfestigt unter kombinierter Kriechermu¨dungsbelas-
tung sta¨rker, als dies bei Ermu¨dungsbelastung der Fall ist. In den Model-
lierungsansa¨tzen (vgl. Abschnitt 2.3.1) wird die Entfestigung jedoch als
isotrop betrachtet, d.h. sie wirkt sich auf Zug- und Druckbelastungen gleich-
artig aus. Es ist daher zu kla¨ren, ob es sich bei der zusa¨tzlichen Entfestigung
durch die Haltezeit aufgrund der Asymmetrie der auftretenden Spannun-
gen um von der Belastungsrichtung abha¨ngige Entfestigungsprozesse [135]
handelt oder ob bzw. wie das beobachtete Materialverhalten mit einem iso-
tropen Entfestigungsmodell beschrieben werden kann.
Um diese Frage zu kla¨ren und den Einfluss der Haltezeit auf das Entfesti-
gungsverhalten weiter zu untersuchen, wurden zusa¨tzliche Ermu¨dungsver-
suche, denen Haltezeit nur abschnittsweise der Belastung hinzugefu¨gt wur-
de, durchgefu¨hrt. Da die zusa¨tzliche Entfestigung aufgrund der Haltezeit
bei 550 ◦C und ±0.3% Gesamtdehnamplitude am sta¨rksten ausgepra¨gt ist,
wurden die Versuche bei diesen Bedingungen durchgefu¨hrt. Aufgrund der
hohen Zyklenzahl und der resultierenden Versuchsdauer wurde eine Halte-
zeitla¨nge von 1 min gewa¨hlt. Im ersten Abschnitt wurde das Material fu¨r
1000 Zyklen mit Druckhaltezeit belastet, im zweiten Abschnitt wurde der
Versuch dann weitere 1000 Zyklen mit einer reinen Ermu¨dungsbelastung
ohne Haltezeit fortgefu¨hrt. Im dritten Abschnitt folgten 1000 Zyklen mit
Zughaltezeit und im vierten Abschnitt wurde erneut eine Ermu¨dungsbelas-
tung ohne Haltezeit bis zum Versagen der Probe aufgebracht. Zum Vergleich
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wurde der Versuch anschließend mit umgekehrter Reihenfolge der Haltezei-
ten (Zughaltezeit im ersten Abschnitt, Druckhaltezeit im dritten Abschnitt)
wiederholt. Die Wechselverformungskurven dieser Versuche sind zusam-
men mit den entsprechenden Referenzkurven aus Versuchen mit gleicher
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Abbildung 4.17: Wechselverformungskurven aus Versuchen mit abschnittsweise
variierender Haltezeit bei 550 ◦C und ±0.3% Gesamtdehnampli-
tude
Beide Versuche zeigen im ersten Abschnitt zu den entsprechenden Re-
ferenzversuchen identische, asymmetrische Spitzenspannungen. Dies ist
zu erwarten, da die Belastung sich bis zum Ende des ersten Abschnittes
nicht von den Referenzversuchen unterscheidet und zeigt die Wiederhol-
barkeit der Wechselverformungskurven auch bei kleineren Dehnamplituden
und Haltezeiten. Im folgenden Abschnitt mit reiner Ermu¨dungsbelastung
folgt darauf eine etwa 10 Zyklen dauernde U¨bergangsphase gefolgt von
symmetrischen Spitzenspannungen. Beide Versuche zeigen unabha¨ngig von
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der Haltezeitposition im ersten Abschnitt gleiche Spitzenspannungen und
Hystereseschleifen in diesem Bereich. Die Spitzenspannungen sind niedri-
ger als im Referenz-Ermu¨dungsversuch, der von Beginn an ohne Haltezeit
durchgefu¨hrt wurde; Die Spannungsschwingbreite entspricht derjenigen aus
den letzten Zyklen des ersten Abschnittes mit Haltezeit. Die im zweiten
Abschnitt im Vergleich zum Referenz-Ermu¨dungsversuch niedrigere Span-
nungsschwingbreite zeigt eine zusa¨tzliche, durch die Haltezeit im ersten
Abschnitt hervorgerufene Entfestigung, die auch bei Fortsetzung des Ver-
suches ohne Haltezeit erhalten bleibt. Die symmetrischen und identischen
Spitzenspannungen beider Versuche im zweiten Abschnitt zeigen, dass die
Position der Haltezeit (Zug oder Druck) im ersten Abschnitt keinen Ein-
fluss auf das Ausmaß dieser zusa¨tzlichen Entfestigung hat. Ferner zeigen
die symmetrischen Spitzenspannungen und Hystereseschleifen im zweiten
Abschnitt, dass die durch die Haltezeit hervorgerufene Entfestigung keine
Abha¨ngigkeit vom Vorzeichen der Belastung aufweist und eine Beschrei-
bung im Modell als isotrop trotz der asymmetrischen Spitzenspannungen
bei Belastung mit Haltezeit gerechtfertigt ist.
Bei weiterer Belastung des Materials mit Haltezeit am (im Vergleich
zum ersten Abschnitt) gegenu¨berliegenden Maximum des Belastungspfa-
des im dritten Abschnitt treten erneut in beiden Versuchen entsprechende
asymmetrische Spitzenspannungen auf; die Spannungsschwingbreite ent-
spricht den letzten Zyklen des zweiten Abschnittes. Die Asymmetrie der
Spitzenspannungen ist damit ein direktes Resultat der Haltezeitbelastung
selbst, und nicht der durch die Haltezeit hervorgerufenen Entfestigung. Die-
se Auswirkung der Haltezeit wurde ebenfalls fu¨r Nickelbasislegierungen,
die zyklisch stabiles Verhalten zeigen [117], und ODS-Sta¨hle [136] be-
schrieben. Ursache fu¨r die Asymmetrie der auftretenden Spannungen ist
die Asymmetrie der Belastung selbst; Beispielsweise erfolgt beim Last-
wechsel vom Ende der Zughaltezeit zur maximalen Dehnung unter Druck
eine sta¨rkere inelastische Verformung des Materials, als dies beim Last-
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wechsel von Zug nach Druck ohne Haltezeit im LCF-Versuch (bei glei-
chem Entfestigungszustand des Materials) der Fall wa¨re. Gleichzeitig er-
folgt aufgrund der ho¨heren Druckspannung ein gro¨ßerer Teil des na¨chsten
Lastwechsels als elastische Entlastung im Druckbereich, die inelastische
Verformung bei der Belastungsumkehr von Druck nach Zug, und damit
auch die Zug-Spitzenspannung, ist geringer als im LCF-Versuch bei glei-
chem Entfestigungsgrad. Dies fu¨hrt insgesamt zu einer Verschiebung der
Hystereseschleife in Richtung der Spannungsachse - bei Zughaltezeiten in
Druckrichtung (ho¨here Druckspannungen und niedrigere Zugspannungen
als bei reiner Ermu¨dungsbelastung bei gleichem Entfestigungszustand), und
bei Druckhaltezeiten in Zugrichtung (ho¨here Zugspannungen und niedrige-
re Druckspannungen).
Die Beobachtung, dass Zughaltezeiten im Vergleich zum Ermu¨dungs-
versuch ohne Haltezeit nur zu einer Abnahme der Zugspannungen, und
Druckhaltezeiten nur zu einer Abnahme der Druckspannungen fu¨hren, be-
ruht also auf der U¨berlagerung von zwei unterschiedlichen Effekten: Zum
einen fu¨hrt die Haltezeit zu einer zusa¨tzlichen Entfestigung, was sich in der
weiteren Abnahme der Spannungsschwingbreite bemerkbar macht. Zum an-
deren fu¨hrt die Haltezeit zu unterschiedlichen inelastischen Verformungen
bei den Lastwechseln von Zug nach Druck und umgekehrt, was (unabha¨ngig
von der Entfestigung) zu geringeren Spitzenspannungen an der Haltezeitpo-
sition im Belastungspfad, und ho¨heren Spitzenspannungen am der Haltezeit
gegenu¨berliegenden Maximum des Belastungspfades, fu¨hrt. Diese beiden
Effekte u¨berlagern sich fu¨r P91 bei 450 ◦C und 550 ◦C derart, dass die
infolge der Haltezeit erho¨hte Spitzenspannung am gegenu¨berliegenden Be-
lastungsmaximum durch die zusa¨tzliche Entfestigung auf das Niveau der
Spitzenspannungen im reinen Ermu¨dungsversuch fa¨llt.
Im letzten Abschnitt des Versuches wurden die Proben schließlich mit
einer reinen Ermu¨dungsbelastung ohne Haltezeit bis zum Bruch belas-
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tet. Entsprechend dem zweiten Abschnitt nehmen die Spitzenspannungen
in diesem Abschnitt erneut bis zur Ausbreitung eines makroskopischen
Ermu¨dungsrisses einen symmetrischen Verlauf an. Die Differenz der Span-
nungsschwingbreite zum Referenzversuch ohne Haltezeit von Beginn an ist
gro¨ßer, als im zweiten Abschnitt. Dies deutet erneut auf eine zusa¨tzliche
Entfestigung aufgrund der Haltezeitbelastung im dritten Abschnitt hin. Bei-
de Versuche erreichen unabha¨ngig von der Reihenfolge der Zug- und Druck-
haltezeiten vergleichbare Bruchlastspielzahlen. Dieser Aspekt wird in Ab-
schnitt 4.3.3 erneut aufgegriffen.
4.3.2 Mikrostrukturelle Interpretation
Die zyklische Entfestigung ferritisch-martensitischer Sta¨hle beruht auf der
Degradation der Mikrostruktur; Unter Belastung entwickelt sich die marten-
sitische, aus den Subko¨rnern gebildete Lattenstruktur zu einer na¨herungs-
weise gleichachsigen Zellstruktur (vgl. Abschnitt 2.2.1). Als Hauptursache
fu¨r die Abnahme der Festigkeit wird dabei die Abnahme der Versetzungs-
dichte und die Zunahme der mittleren Zellgro¨ße genannt [36, 46, 97]. Die
Ostwaldreifung der M23C6-Karbide wirkt sich prima¨r insofern auf die Fes-
tigkeit aus, dass ihre stabilisierende Wirkung auf die vormalige Subkorn-
struktur mit zunehmender Vergro¨berung der Karbide abnimmt und die Zel-
len in Folge weiter wachsen. In Haltezeitversuchen, d.h. unter kombinier-
ter Kriechermu¨dungsbelastung ist diese Degradation der Mikrostruktur in
U¨bereinstimmung mit der sta¨rkeren Entfestigung noch einmal ausgepra¨gter,
dies betrifft insbesondere die mittlere Zellgro¨ße [80, 94, 109]. Von weiterem
Interesse sind jedoch die mikrostrukturellen Ursachen zweier experimentell
beobachteter Effekte:
• Der fu¨r die Haltezeitdauer beobachtete Sa¨ttigungseffekt, d.h. warum
kommt es ab einer bestimmten Haltezeitdauer zu keiner weiteren Zu-
nahme der Entfestigung?
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• Der sta¨rkere Haltezeiteinfluss auf das Entfestigungsverhalten bei ge-
ringer Gesamtdehnamplitude, d.h. warum entfestigt P91 infolge lan-
ger Haltezeiten bei geringen Dehnamplituden sta¨rker, als bei großen
Gesamtdehnamplituden?
Die mikromechanische Modellierung des Materialverhaltens unter zykli-
scher Belastung [97] zeigte in U¨bereinstimmung mit Mikrostrukturuntersu-
chungen an Proben aus vorzeitig gestoppten Ermu¨dungsversuchen [98] die
Korrelation zwischen der anfa¨nglichen starken Entfestigung im ersten Be-
reich und der kontinuierlichen, mit der Zyklenzahl linearen Entfestigung im
zweiten Bereich mit der Entwicklung der mittleren Zellgro¨ße (vgl. Abbil-
dung 4.18). Der U¨bergang von ersten zum zweiten Bereich der Entfestigung



































Abbildung 4.18: Zyklische Entwicklung der Spitzenspannung und der Zellgro¨ße
bei 600 ◦C, nach [97]
Die sich im langfristigen Gleichgewichtszustand einstellende mittlere
Zellgro¨ße w∞ ha¨ngt dabei von der auftretenden Spannung ab [80, 137, 138]
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und ist umgekehrt proportional zur mit dem Schubmodul G normalisierten





b bezeichnet die La¨nge des Burgersvektors und kw eine materialabha¨ngige
Proportionalita¨tskonstante, die fu¨r ferritisch-martensitische Sta¨hle im unbe-
lasteten Zustand mit 10 angegeben wird [142]. Die Rate, mit der sich die
mittlere Zellgro¨ße w an den Gleichgewichtszustand anna¨hert, betra¨gt unter






p bezeichnet die in Gl. 4.2 eingefu¨hrte akkumulierte inelastische Dehnung,
εw ist eine Konstante, die die Wachstumsgeschwindigkeit der Zellen be-
schreibt und experimentell fu¨r ferritisch-martensitische Sta¨hle mit 0.12 be-
stimmt wurde [142, 144]. Dementsprechend wird die Wachstumsgeschwin-
digkeit der Zellen durch die inelastische Dehnung kontrolliert.
Auf dieser Basis ist das zweistufige Entfestigungsverhalten ferritisch-
martensitischer Sta¨hle zu verstehen. Die mittlere Subkorngro¨ße im unbelas-
teten Material liegt deutlich unterhalb der mittleren Zellgro¨ße im Gleichge-
wichtszustand [143]. Unter inelastischer Verformung na¨hert sich die mitt-
lere Zellgro¨ße zuna¨chst entsprechend Gl. 4.4 asymptotisch dem jeweili-
gen Gleichgewichtszustand w∞ der aufgebrachten Belastung. Dies fu¨hrt zur
starken Entfestigung des Materials im ersten Bereich. Durch die inelasti-
sche Verformung kommt es jedoch zusa¨tzlich zur Vergro¨berung der M23C6-
Karbide nach dem Prinzip der Ostwaldreifung (vgl. Abschnitt 2.2.1), die
dadurch ihre stabilisierende Wirkung auf die Versetzungsstruktur verlie-
ren. Somit stabilisiert sich die mittlere Zellgro¨ße w nach der initialen Ver-
gro¨berung im zweiten Bereich der Entfestigung nicht, sondern wa¨chst kon-
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tinuierlich bis zum Versagen der Probe. Dies fu¨hrt dazu, dass der Propor-
tionalita¨tsfaktor kw in Gl. 4.3 nicht konstant ist, sondern mit zunehmender
Vergro¨berung der Karbide zunimmt.
Da die inelastische Verformung im Ermu¨dungsversuch u¨berwiegend bei
Spannungen im Bereich der Spitzenspannung stattfindet (vgl. Abb. 4.3),
kann diese fu¨r die sich einstellende mittlere Zellgro¨ße als dominierend
angenommen werden [80]. Die in der Haltezeit auftretenden Spannungen
erlauben jedoch eine geringere mittlere Zellgro¨ße im Gleichgewichtszu-
stand als die Spitzenspannungen der zyklischen Verformung. Im langfris-
tigen Mittel stellt sich eine mittlere Zellgro¨ße ein, die geringer als im
Ermu¨dungsversuch ohne Haltezeit, aber gro¨ßer als die theoretische mitt-
lere Zellgro¨ße im Gleichgewichtszustand bei den in der Relaxationsphase
vorherrschenden Spannungen ist [143]. Abbildung 4.19 zeigt den zeitli-
chen Verlauf der Spannung in der ersten Haltezeit bei 550 ◦C, ±0.75%
Gesamtdehnamplitude und 3 h Zughaltezeit. Zusa¨tzlich sind die resultie-
renden inelastischen Dehnraten angegeben. Diese ergeben sich direkt aus





















Anhand des Verlaufes der Relaxationskurve ist der Einfluss der Haltezeit-
dauer auf die Entfestigung (vgl. Abb. 4.10) ersichtlich: Die anfa¨nglich hohe
inelastische Dehnrate fu¨hrt zu Beginn der Haltezeit zu einer schnellen Zu-
nahme der mittleren Zellgro¨ße. Mit zunehmender Haltezeitdauer nimmt die
inelastische Dehnrate, und damit die Wachstumsrate der Zellen, um meh-





















Zyklus 1~ 1.8 x10-4 s-1
~ 4.1 x10-6 s-1
~ 1.8 x10-7 s-1
~ 2.2 x10-8 s-1
Abbildung 4.19: Darstellung der Relaxation im ersten Zyklus bei 550 ◦C, ±0.75%
Gesamtdehnamplitude und 3 h Zughaltezeit zusammen mit den
resultierenden inelastischen Dehnraten
ergebnissen, die bei Verla¨ngerung der Haltezeitdauer eine jeweils geringere
zusa¨tzliche Entfestigung zeigten. Insbesondere ist hiermit auch die beob-
achtete Sa¨ttigung, also das Ausbleiben einer weiteren Zunahme der Entfes-
tigung bei Verla¨ngerung der Haltezeit von 1 h zu 3 h unter den in Abbildung
4.19 gezeigten Bedingungen, zu erkla¨ren: Nach einstu¨ndiger Relaxation ist
die inelastische Dehnrate soweit abgefallen, dass bei weiter Verla¨ngerung
der Haltezeit auf 3 h lediglich ein weiterer Spannungsabfall im Bereich
von 10 MPa bei entsprechend geringer Zunahme der inelastischen Dehnung
zu beobachten ist. Oberhalb der Sa¨ttigungsdauer kommt es damit aufgrund
der geringen inelastischen Dehnrate zu keiner weiteren Zunahme der mitt-
leren Zellgro¨ße, und damit zu keiner weiteren Zunahme der Entfestigung.
Der Punkt, an dem eine weitere Verla¨ngerung der Haltezeit keine weitere
Zunahme der Entfestigung auslo¨st, wird damit maßgeblich durch die Ge-
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schwindigkeit, mit der die Relaxationskurve abflacht, beeinflusst.
Die Kurzzeitermu¨dungsversuche ohne Haltezeit zeigten mit zunehmen-
der Gesamtdehnamplitude zunehmende Entfestigung, dies steht zuna¨chst
scheinbar im Widerspruch zum in Gl. 4.3 beschriebenen Zusammenhang
zwischen der Belastung und der sich langfristig einstellenden mittleren
Zellgro¨ße. Entsprechend Gl. 4.3 mu¨ssten geringere Belastungen zu einer
gro¨ßeren mittleren Zellgro¨ße fu¨hren, dies wu¨rde eine sta¨rkere Entfestigung
bei geringen Dehnamplituden bedeuten. Die Ursache hierfu¨r liegt darin,
dass bei geringen Dehnamplituden keine homogene Vergro¨berung der Mi-
krostruktur stattfindet [36], vielmehr findet die Verformung lokalisiert in
denjenigen Paketen statt, die die gu¨nstigste Orientierung der Gleitsyste-
me zur aufgebrachten Belastung zeigen. Im Unterschied dazu werden mit
zunehmender Belastung zusa¨tzliche Gleitsysteme aktiviert [82]; Die in-
elastische Verformung findet damit nicht mehr nur in den am gu¨nstigsten
orientierten Paketen statt und es kommt insgesamt zu einer homogeneren
Vergro¨berung der Mikrostruktur. Die Messung der mittleren Zellgro¨ße in
Abha¨ngigkeit von der Gesamtdehnamplitude im Ermu¨dungsversuch ohne
Haltezeit [80] zeigte fu¨r diejenigen Bereiche der Mikrostruktur, in denen
Verformung bzw. Vergro¨berung stattgefunden hat, in U¨bereinstimmung mit
Gl. 4.3 eine Zunahme der mittleren Zellgro¨ße mit abnehmender Belastung.
Aufgrund der Lokalisierung der Verformung auf diejenigen Bereiche mit der
gu¨nstigsten Orientierung der Gleitsysteme kommt es bei geringen Dehnam-
plituden jedoch in weiten Teilen der Mikrostruktur zu keiner nennenswerten
inelastischen Verformung, und damit auch zu keiner Zunahme der mittle-
ren Zellgro¨ße. In der Folge ist die Entfestigung im Ermu¨dungsversuch ohne
Haltezeit bei kleinen Dehnamplituden geringer, als bei großen Dehnampli-
tuden.
Im Gegensatz dazu kommt es unter Kriechermu¨dungsbelastungen auch
bei geringen Dehnamplituden zu einer homogenen Vergro¨berung der Mi-
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krostruktur [36], die inelastische Verformung findet nicht mehr lokalisiert
in einzelnen Bereichen statt. Dies erkla¨rt den sta¨rkeren Einfluss der Haltezeit
auf die Entfestigung bei geringen Dehnamplituden: Bei großen Dehnampli-
tuden vergro¨bert die Mikrostruktur sowohl unter Ermu¨dungsbelastung, als
auch unter Kriechermu¨dungsbelastung gleichma¨ßig, die zusa¨tzliche Entfes-
tigung aufgrund der Haltezeit beruht auf der gro¨ßeren mittleren Subkorn-
gro¨ße infolge der Belastung mit Haltezeit. Bei geringen Dehnamplituden
dagegen beruht die zusa¨tzliche Entfestigung infolge der Haltezeit nicht nur
auf der gro¨ßeren mittleren Subkorngro¨ße, sondern auch darauf, dass im Un-
terschied zur reinen Ermu¨dungsbelastung nicht nur einzelne Bereiche der
Mikrostruktur vergro¨bern, sondern dies infolge der Haltezeit homogen ge-
schieht. Da entsprechend dem durch Gl. 4.3 beschriebenen Zusammenhang
zwischen Spannung und sich langfristig einstellender mittlerer Zellgro¨ße
bei geringeren Belastungen eine gro¨ßere mittlere Zellgro¨ße zu erwarten ist,
ist damit auch die Beobachtung der insgesamt sta¨rksten Entfestigung bei
geringen Dehnamplituden und langen Haltezeiten zu verstehen.
4.3.3 Lebensdauer
Wie bereits in Abschnitt 2.2.2 erwa¨hnt, ist die Ursache der Abnahme der
Bruchlastspielzahl infolge von Druckhaltezeiten bei 550 ◦C in der Litera-
tur nicht endgu¨ltig gekla¨rt. Die aus der Druckhaltezeit resultierende Zug-
Mittelspannung wurde fu¨r P91 [111] und die Nickelbasislegierung Rene´80
[117], die eine a¨hnliche Sensitivita¨t fu¨r Druckhaltezeiten zeigt, als Ursache
fu¨r die Abnahme der Lebensdauer vorgeschlagen. Fu¨r P91 ist sie jedoch aus
den folgenden Gru¨nden nicht als Ursache zu sehen:
• Die maximale gemessene Zugmittelspannung ist mit 22 MPa bei
±0.3% Dehnamplitude und 10 min Druckhaltezeit verha¨ltnisma¨ßig
klein. Dieser Versuch zeigte eine um 64% geringere Bruchlastspiel-
zahl als der LCF-Versuch bei gleicher Dehnamplitude. Im Gegensatz
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dazu wurde eine Mittelspannung von u¨ber 120 MPa in [117] beschrie-
ben.
• Die ku¨rzesten Lebensdauern treten fu¨r kombinierte Haltezeiten un-
ter Zug und Druck auf. Bei dieser Belastung bildet sich jedoch keine
Mittelspannung aus.
• Zusa¨tzliche Versuche wurden mit Sa¨gezahn-Dreiecksdehnungsprofil,
d.h. unterschiedlichen Dehnraten bei Belastung von Zug nach Druck
und umgekehrt, bei ±0.5% Dehnamplitude und 550 ◦C durchgefu¨hrt.
Dazu wurden Dehnraten von 10−3 s−1 (schnell) und 10−4 s−1 (lang-
sam) verwendet. Die Ergebnisse sind zusammen mit einem weiteren
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Abbildung 4.20: Wechselverformungskurven aus Versuchen mit Sa¨gezahn-Deh-
nungsprofil bei 550 ◦C und ±0.5% Gesamtdehnamplitude
Beide Versuche mit Sa¨gezahn-Dehnungsprofil zeigen eine betrags-
ma¨ßig gleiche, aber dem Vorzeichen nach umgekehrte Mittelspan-
nung. Die schnelle Dehnrate fu¨hrt dabei zu ho¨heren Spitzenspannu-
gen als die langsame Dehnrate. Die sich einstellenden Mittelspan-
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nungen liegen betragsma¨ßig in der selben Gro¨ßenordnung wie die
im Haltezeitversuch beobachteten Mittelspannungen. Beide Versuche
zeigen jedoch unabha¨ngig von der Mittelspannung eine nahezu glei-
che Bruchlastspielzahl, die derjenigen des Versuches mit konstanter
Dehnrate von 10−4 s−1 entspricht und die geringer als diejenige im
Versuch mit konstanter Dehnrate von 10−3 s−1 ist.
Des Weiteren wurde der Einfluss der Oxidation als Ursache fu¨r die Ab-
nahme der Bruchlastspielzahl infolge von Druckhaltezeiten vorgeschlagen
[80, 108, 111]. Der Oxidationseinfluss auf die Bruchlastspielzahl im Kurz-
zeitermu¨dungsversuch ohne Haltezeit wurde beispielsweise in [80] unter-
sucht, abha¨ngig von der Dehnschwingbreite wurden bei 593 ◦C (1100 ◦F)
und gleicher Gesamtdehnung drei- bis zehnmal ho¨here Bruchlastspielzah-
len unter Vakuum (10−3 Pa) als an Luft erreicht. Ein Einfluss der Oxidation
auf die Bruchlastspielzahl ist also zweifelsohne vorhanden, inwieweit dieser
Oxidationseinfluss jedoch auch Ursache fu¨r den in Abschnitt 4.2 beschriebe-
nen scha¨dlichen Einfluss der Druckhaltezeit auf die Lebensdauer bei 550 ◦C
ist, ist Gegenstand der Diskussion.
Wie bereits in Abschnitt 2.2.2 erwa¨hnt, zeigen einerseits einige verglei-
chende Untersuchungen des Haltezeiteinflusses auf die Lebensdauer an Luft
und unter Vakuum [80, 111, 145] nahezu identische Lebensdauern fu¨r Zug-
und Druckhaltezeiten unter Vakuum. Auf der anderen Seite zeigen weite-
re Ergebnisse von Haltezeitversuchen unter Vakuum in [14] einen mit den
Ergebnissen dieser Arbeit vergleichbaren Einfluss der Haltezeit auf die Le-
bensdauer.
Die in [80] vero¨ffentlichten Ergebnisse sind jedoch aus zwei Gru¨nden zu
hinterfragen:
• Die gezeigten Wechselverformungskurven bei 593 ◦C (1100 ◦F) zei-
gen maximale Spitzenspannungen von 500 MPa bei einer Gesamt-
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dehnamplitude von ±1.4% und von u¨ber 450 MPa bei ±0.7%; Bei
dieser Dehnamplitude wurden auch die Versuche mit Haltezeit durch-
gefu¨hrt. Die mittlere Zugfestigkeit von P91 betra¨gt bei dieser Tem-
peratur jedoch im Mittel 325 MPa (vgl. Abb. 2.5), die Untersuchung
der Zugfestigkeit mehrerer Materialchargen in verschiedenen Halb-
zeugen (Platte, Strangprofil und Rohr) zeigte einen Maximalwert von
350 MPa [18]. Die angegebenen Spitzenspannungen liegen damit et-
wa 150 MPa u¨ber der Zugfestigkeit bei der angegebenen Temperatur.
• Die dehnungskontrollierten Versuche wurden an taillierten Proben mit
diametraler Dehnungsmessung durchgefu¨hrt. Der den Versuchen zu-
grundeliegende und fu¨r die Umrechnung von diametraler zur axia-
ler Dehnung genutzte ASTM-Standard E606 [74] ra¨t in der aktuellen
Fassung jedoch explizit von der Verwendung dieser Methode bei zy-
klisch entfestigenden Materialien ab, da die fu¨r die Umrechnung ge-
troffenen Annahmen in diesem Fall u.U. nicht zutreffen. Dies fu¨hrt
bei konstanter diametraler Gesamtdehnamplitude zu einer zunehmen-
den Abweichung der axialen Gesamtdehnamplitude mit steigender
Zyklenzahl.
Eine Erkla¨rung fu¨r die gemessenen Spannungen deutlich oberhalb der
Zugfestigkeit bei 593 ◦C wa¨re eine starke Abweichung der Temperatur zwi-
schen dem Messbereich der Probe und dem außerhalb des Messbereiches
angebrachten Thermoelement. Tatsa¨chlich entsprechen die angegebenen
Wechselverformungskurven tendenziell dem in dieser Arbeit bei 450 ◦C
beobachteten Materialverhalten. Eine wahre Probentemperatur deutlich un-
terhalb der Nenntemperatur wu¨rde auch den in [80] beschriebenen geringen
Einfluss der Haltezeit auf die Bruchlastspielzahl unter Vakuum erkla¨ren, da
in dieser Arbeit an Luft ebenfalls bei Auftragung u¨ber die akkumulierte in-
elastische Dehnung bei 450 ◦C kein negativer Einfluss der Druckhaltezeit
auf die Lebensdauer festgestellt wurde.
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Fournier et al. [111, 145] beschreiben abha¨ngig von der Belastung zwei
unterschiedliche Mechanismen der Rissentstehung. Zum einen fu¨hrt die
Ausbildung von Intrusionen und Extrusionen infolge der wiederholten in-
elastischen Verformung schließlich zur Rissentstehung (Mechanismus 1).
Zum anderen fu¨hrt das spro¨de Verhalten der Oxidschicht bei hinreichend
großen Verformungen zu Rissen in dieser, die sich dann in die Probe fort-
setzen (Mechanismus 2). Der erste Mechanismus fu¨hrt dabei zuna¨chst zu ei-
ner la¨ngeren Rissentstehungs- und anschließend zu einer Rissausbreitungs-
phase und tritt prima¨r bei geringen Gesamtdehnungsamplituden auf. Der
zweite Mechanismus fu¨hrt bereits in den ersten Belastungszyklen zur Riss-
entstehung so dass die Lebensdauer durch die Rissausbreitungsphase domi-
niert wird. Dieser Mechanismus tritt bei gro¨ßeren Dehnamplituden und in
der Mehrzahl der Versuche mit Haltezeit auf und fu¨hrt zu deutlich ku¨rzeren
Lebensdauern.
Diese unterschiedlichen Mechanismen fu¨hren auch zu einer unterschied-
lichen Morphologie der Oxidschichten: Im ersten Fall bildet sich eine gleich-
ma¨ßige Oxidschicht von 2-3 µm Dicke aus, die zwischen dem Probenma-
terial und einer a¨ußeren Magnetitschicht (Fe3O4) eine innere, chromhaltige
Schicht ((Fe,Cr)3O4) aufweist. Im zweiten Mechanismus dagegen bildet
sich durch die wiederholte Bescha¨digung und Ablo¨sung eine deutlich di-
ckere (>10 µm), mehrschichtige Oxidschicht mit einer Vielzahl von chrom-
haltigen und -armen Lagen.
Die Ursache fu¨r die geringeren Bruchlastspielzahlen infolge von Druck-
haltezeiten wird nun in den auftretenden Belastungen in der Oxidschicht ge-
sehen: Bildet sich die Oxidschicht u¨berwiegend in der Zughaltezeit, ist sie
bei der maximalen Dehnung des Versuches na¨herungsweise spannungsfrei
und wird im gesamten Lastwechsel auf Druck belastet. Dementsprechend
wird eine Oxidschicht, die sich in der Druckhaltezeit ausbildet, u¨berwiegend
auf Zug belastet; Der Bruch der Oxidschicht ist damit in Versuchen mit
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Druckhaltezeiten wahrscheinlicher als in Versuchen mit Zughaltezeiten.
Fournier et al. schlussfolgern, dass damit der U¨bergang vom ersten Rissent-
stehungsmechanismus zum zweiten Mechanismus, der zu ku¨rzeren Lebens-
dauern fu¨hrt, durch Druckhaltezeiten bei niedrigeren Dehnamplituden und
Haltezeitdauern eintritt, als dies fu¨r Zughaltezeiten oder Ermu¨dungsversuche
ohne Haltezeit der Fall ist. Dies resultiert in ku¨rzeren Lebensdauern durch
Druckhaltezeiten bei gleicher Gesamtdehnamplitude.
Zur Untersuchung des Oxidationsverhaltens wurden Schliffbilder der im
Rahmen dieser Arbeit untersuchten Proben im Rasterelektronenmikroskop
mittels energiedispersiver Ro¨ntgenspektroskopie (EDX) untersucht. Alle
untersuchten Proben wiesen unabha¨ngig von der Haltezeitposition oder
-dauer die von Fournier et al. im ersten Mechanismus beschriebene Struk-
tur der Oxidschicht (bestehend aus einer inneren, chromhaltigen Lage und
einer a¨ußeren Magnetitlage) auf. Abbildung 4.21 zeigt hierfu¨r Beispiele auf
der Probenoberfla¨che und innerhalb eines Ermu¨dungsrisses. Die Dicke der
Oxidschicht betra¨gt fu¨r alle untersuchten Proben 3-5 µm, in einzelnen Be-
reichen bis zu 10 µm. Ferner wurden, in U¨bereinstimmung mit der Literatur
[111, 81], keine auf Kriechscha¨digung zuru¨ckzufu¨hrenden Poren festge-
stellt.
Im Gegensatz dazu zeigen alle Proben unabha¨ngig von der Gesamtdehn-
amplitude und bei Belastung mit und ohne Haltezeit die fu¨r Mechanismus
2 beschriebene Form des kritischen Risses, der zum Versagen der Probe
fu¨hrte, mit geraden, senkrecht zur Probenoberfla¨che wachsenden und weit
geo¨ffneten Rissen. Insbesondere bei großen Gesamtdehnamplituden zeig-
te sich eine Vielzahl von Sekunda¨rrissen. Diese umfassen sowohl feine,
vera¨stelte Risse, die Mechanismus 1 zuzuordnen sind, als auch stumpfe, ge-
radlinige und oxidgefu¨llte Risse, die Mechanismus 2 zuzuordnen sind (vgl.
Abbildung 4.22). Beide Rissformen traten teilweise an der selben Probe auf.




Abbildung 4.21: Bildung von zweilagigen Oxidschichten bei 550 ◦C. Links: Auf
der Probenoberfla¨che bei ±0.3% Dehnamplitude und 1 min Zug-
haltezeit, rechts: innerhalb eines Risses bei ±0.75% Dehnamplitu-
de und 3 h Zughaltezeit
rot: Sauerstoff, blau: Eisen, gru¨n: Chrom
Bildung des Ermu¨dungsrisses fu¨hrte, ist damit nicht mo¨glich. Insbesondere
eine vom Verhalten im LCF-Versuch abweichende Morphologie der Risse
und der Oxidschichten infolge von Haltezeiten, wie sie durch Fournier et al.
beschrieben wurde, konnte in dieser Arbeit nicht beobachtet werden.
100 μm 
20 μm 
Abbildung 4.22: Verschiedene Formen von Sekunda¨rrissen
Ein Grund hierfu¨r liegt in der betrachteten Gesamtdehnamplitude: Die
LCF-Versuche von Fournier et al. wurden bei Gesamtdehnamplituden im
Bereich von ±0.2% bis ±0.5% durchgefu¨hrt, insbesondere die die Deh-
namplituden von ±0.2% und ±0.3% fu¨hrten zu Bruchlastspielzahlen im
U¨bergangsbereich zwischen Kurz- und Langzeitermu¨dung bis 100 000 Zy-
klen. Bei diesen Dehnamplituden wurde die gro¨ßte Abha¨ngigkeit der Bruch-
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lastspielzahl von der Haltezeit bzw. eingefu¨gten Kriechphasen konstan-
ter Spannung beschrieben. Im LCF-Bereich wird die Lebensdauer durch
die Zyklenzahl, die ein mikroskopischer Riss zum Wachstum auf kritische
La¨nge beno¨tigt, dominiert. Im U¨bergangsbereich und Langzeitermu¨dungs-
bereich dagegen wird die Lebensdauer durch die Zyklenzahl bis zur Bil-
dung eines Mikrorisses sowie die anschließende Zyklenzahl, die der Mikro-
riss zum Wachstum bis zur kritischen la¨nge beno¨tigt, bestimmt (vgl. Ab-
schnitt 2.2.2). Eine ausgepra¨gte Abha¨ngigkeit der Rissentstehung von der
Belastung in den Arbeiten von Fournier et al. steht damit nicht im Wider-
spruch zu den Ergebnissen dieser Arbeit, da hier alle Versuche im Kurzzeit-
ermu¨dungsbereich durchgefu¨hrt wurden. Es ist deshalb davon auszugehen,
dass hier unabha¨ngig von der Dehnamplitude und Haltezeit eine Mikroriss-
bildung bereits fru¨h im Versuch erfolgt.
Zur U¨berpru¨fung dieser These wurden Ermu¨dungsversuche ohne Halte-
zeit bei ±0.5% Dehnamplitude und 550 ◦C nach 100, 200 und 500 Zyklen
gestoppt und im Rasterelektronenmikroskop auf Risse untersucht. Dies ent-
spricht grob 7.5%, 15% und 40% der Bruchlastspielzahl. Ausschnitte der







Abbildung 4.23: Rissbildung in der Probenoberfla¨che nach 100, 200 und 500 Zy-
klen bei ±0.5% Dehnamplitude und 550 ◦C
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Bereits nach 100 Zyklen zeigt die Probenoberfla¨che eine Vielzahl von
Mikrorissen, deren Gro¨ße und Dichte mit steigender Zyklenzahl weiter zu-
nimmt. Nach 500 Zyklen konnte das Zusammenwachsen mehrerer Mikro-
risse beobachtet werden. Die Mikrorisse sind nicht gleichma¨ßig u¨ber die
Probe verteilt, einige Bereiche zeigen eine hohe Rissdichte, andere Berei-
che sind dagegen frei von sichtbaren Mikrorissen. Die Annahme, dass es im
betrachteten Dehnamplitudenbereich bereits sehr fru¨h im Versuch zur Bil-
dung von Mikrorissen kommt, und die Lebensdauer durch das Wachstum
eines Mikrorisses zur kritischen La¨nge dominiert wird, ist damit gerechtfer-
tigt.
Ferner zeigten die Versuche mit abschnittsweise wechselnder Haltezeit-
position (vgl. Abb. 4.17) keine Abha¨ngigkeit der Bruchlastspielzahl von der
Reihenfolge der Zug- und Druckhaltezeiten. Wu¨rden Druckhaltezeiten im
LCF-Bereich jedoch zu einer signifikant fru¨heren Bildung eines Mikroris-
ses fu¨hren, und wu¨rde dies die Ursache fu¨r die ku¨rzere Lebensdauer sein,
mu¨sste der Versuch mit Druckhaltezeit zu Beginn eine ku¨rzere Lebensdauer
zeigen. Ein einfaches Modell zur Abscha¨tzung der Lebensdauer unter wech-






Ni bezeichnet dabei die Anzahl der Zyklen, die unter einer Belastung i
durchgefu¨hrt wurden, und N f ,i die Bruchlastspielzahl, die unter dieser Be-
lastung bei kontinuierlicher Belastung bis zum Bruch erreicht wird. Damit
wird in diesem Modell eine lineare Scha¨digungsakkumulation angenom-
men. Die jeweils fu¨r beide Versuche berechneten Teilscha¨digungen sind in
Tabelle 4.2 zusammengefasst.
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Tabelle 4.2: Berechnung der Teilscha¨digungen der Versuche aus Abb. 4.17 nach
der Palmgren-Miner-Regel. Der Index ZD bezeichnet den Versuch
mit Zughaltezeit im ersten Abschnitt und Druckhaltezeit im dritten
Abschnitt, der Index DZ den Versuch mit Druckhaltezeit im ersten
Abschnitt und Zughaltezeit im dritten Abschnitt.






ohne 5151 1982 0.385 2333 0.453
1 min Zug 6689 1000 0.149 1000 0.149
1 min Druck 2233 1000 0.448 1000 0.448
∑i 0.982 1.050
Die Summe der Teilscha¨digungen betra¨gt fu¨r beide Versuche nahezu 1,
unter den Bedingungen der Versuche ist also von einer linearen Scha¨digungs-
akkumulation im Bezug auf die Reihenfolge der Haltezeiten auszugehen.
Damit ist im LCF-Bereich eine fru¨here Mikrorissbildung infolge von Druck-
haltezeiten, die von Fournier et al. als Ursache fu¨r die niedrigeren Bruchlast-
spielzahlen im U¨bergangsbereich zur Langzeitermu¨dung angegeben wird,
auszuschließen.
Aufgrund der beobachteten Mikrorissbildung in einem fru¨hen Stadium
des Versuches ist die erreichte Bruchlastspielzahl prinzipiell eine Frage der
Rissausbreitung. Die Wachstumsgeschwindigkeit des Mikrorisses hin zu
einem versagensauslo¨senden Makroriss ist neben der aufgebrachten inelas-
tischen Verformung auch von den auftretenden Zugspannungen abha¨ngig.
Die Lebensdauer von P91 bei 550 ◦C wird im Kurzzeitermu¨dungsversuch
zwar zufriedenstellend durch das Modell von Coffin und Manson (Korre-
lation von Lebensdauer und inelastischer Dehnamplitude) [147] beschrie-
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ben; Die Ergebnisse der Kriechermu¨dungsversuche weichen jedoch von
der Modellvorhersage ab [133]. Ursache hierfu¨r ist, dass das Modell von
Coffin und Manson implizit einen direkten Zusammenhang zwischen Span-
nung und inelastischer Dehnung voraussetzt, wie er beispielsweise durch die
Ramberg-Osgood-Gleichung [148] fu¨r einachsige Belastungen beschrieben
wird. Dieser im LCF-Versuch durch die gewa¨hlten Parameter beschriebene
Zusammenhang gilt jedoch unter Haltezeitbelastung nicht mehr. Anstelle
der Betrachtung der inelastischen Dehnung wurde in [117] eine gute Kor-
relation der Hystereseenergie (d.h. der Fla¨che unter der Hystereseschleife,
diese entspricht der in die Probe eingebrachten Verformungsenergie) un-
ter Zugbelastung WT mit der Lebensdauer fu¨r verschiedene Materialklassen
(ferritische und austenitische Sta¨hle sowie Nickelbasislegierungen) im Hal-
tezeitversuch sowohl fu¨r Zug-, als auch fu¨r Druckhaltezeiten gezeigt. Neue-
re Untersuchungen [149] zeigten, dass diese Methode fu¨r P91 zu einer ge-
naueren Beschreibung der Lebensdauer unter Kriechermu¨dungsbelastungen
fu¨hrt als die in Auslegungsregelwerken [132, 150] angewendete separa-
te Berechnung von Kriech- und Ermu¨dungsscha¨digung mit anschließen-
der Beurteilung anhand eines Interaktionsdiagramms. Die Hystereseenergie
beru¨cksichtigt neben der inelastischen Verformung die auftretenden Span-
nungen direkt.
Durch Beru¨cksichtigung der auftretenden Spannungen neben der inelas-
tischen Dehnung ist auch der in dieser Arbeit beobachtete scha¨dliche Ein-
fluss der Druckhaltezeit auf die Bruchlastspielzahl zumindest qualitativ zu
erkla¨ren: Im Vergleich zum LCF-Versuch ohne Haltezeit fu¨hrt eine Zughal-
tezeit zu zusa¨tzlicher Entfestigung mit niedrigeren Zugspannungen, aber ei-
ner erho¨hten inelastischen Dehnschwingbreite. Der positive Effekt der nied-
rigeren Spannungen auf die Lebensdauer wird dabei u¨berwiegend durch
die ho¨here inelastische Verformung ausgeglichen; insgesamt ist der Ein-
fluss von Zughaltezeiten auf die Lebensdauer damit gering. Druckhalte-
zeiten dagegen fu¨hren zwar ebenfalls zu einer zusa¨tzlichen Entfestigung,
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die auftretenden Spitzenspannungen unter Zug entsprechen aber denen im
Ermu¨dungsversuch. Im Gegensatz zu Zughaltezeiten wird die zusa¨tzliche
inelastische Verformung daher nicht durch niedrigere Zugspannungen aus-
geglichen, die Lebensdauer nimmt damit ab. Kombinierte Haltezeiten unter
Zug und Druck fu¨hren zwar zu einer Abnahme der Zugspannungen im Ver-
gleich zum LCF-Versuch, die Zunahme der inelastischen Dehnung ist aber
in etwa doppelt so groß wie bei einseitigen Haltezeiten. Die zusa¨tzliche in-
elastische Dehnung u¨berwiegt hier u¨ber die reduzierten Zugspannungen, so
dass es ebenfalls zu einer Abnahme der Lebensdauer kommt. Dies ist sche-
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Abbildung 4.24: Schematische Darstellung des Einflusses der Haltezeit auf das
Verformungsverhalten und die Hystereseenergie unter Zug
Die Auswertung der Versuche (siehe Tabelle D.1) zeigte, dass dabei fu¨r
die jeweiligen mittleren Hystereseenergien im LCF-Versuch WT ,LCF , im
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Versuch mit Zughaltezeit WT ,Z , mit Druckhaltezeit WT ,D und mit kombi-
nierter Haltezeit WT ,ZD bei gleicher Haltezeitdauer
WT ,LCF ≈WT ,Z <WT ,D <WT ,ZD
gilt. Dies entspricht dem fu¨r die jeweilige Haltezeitposition beschriebenen
Einfluss auf die Bruchlastspielzahl.
4.4 Zusammenfassung
Die umfassenden experimentellen Untersuchungen zeigten fu¨r P91 bei an-
wendungsnahen Temperaturen die Abha¨ngigkeit des Verformungsverhal-
tens und der Lebensdauer von Haltezeiten im Belastungspfad. Diese Ab-
ha¨ngigkeit ist bei 550 ◦C sta¨rker ausgepra¨gt als bei 450 ◦C. Durch die
Haltezeit kommt es zu einer zusa¨tzlichen Entfestigung des Materials. Die
Entfestigung nimmt bis zur Sa¨ttigung bei einer temperatur- und dehnam-
plitudenabha¨ngigen Haltezeitdauer mit zunehmender La¨nge der Haltezeit
zu. Zusa¨tzlich fu¨hren einseitige Haltezeiten unter Zug oder unter Druck
zu asymmetrischen Spitzenspannungen trotz (betragsma¨ßig) gleicher Ma-
ximalgesamtdehnungen unter Zug und unter Druck. Diese Asymmetrie
der Spitzenspannungen ist durch die infolge der Haltezeit unterschiedlich
großen inelastischen Verformungen von der maximalen Zug-Gesamtdehnung
zur maximalen Druck-Gesamtdehnung und umgekehrt zu erkla¨ren.
Im Ermu¨dungsversuch ohne Haltezeit nimmt die Entfestigung mit zuneh-
mender Dehnamplitude zu. Die zusa¨tzliche Entfestigung infolge von Hal-
tezeiten ist jedoch bei kleinen Gesamtdehnamplituden am ausgepra¨gtesten,
so dass insgesamt die sta¨rkste Entfestigung bei der kleinsten betrachteten
Gesamtdehnamplitude unter Haltezeitbelastung gemessen wurde. Diese Be-
obachtung konnte (neben dem zuvor genannten Sa¨ttigungseffekt fu¨r lange
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Haltezeiten) mikrostrukturell durch die jeweiligen Auswirkungen der Hal-
tezeit und der zyklischen Verformung auf die mittlere Zellgro¨ße erkla¨rt wer-
den.
Insbesondere bei 550 ◦C zeigen Versuche mit Druckhaltezeiten eine star-
ke Abnahme der Bruchlastspielzahl im Vergleich zu LCF-Versuchen bei
gleicher Gesamtdehnamplitude. Dies wurde in der Literatur auf eine fru¨here
Mikrorissentstehung infolge des Bruchs der spro¨den Oxidschicht, die sich
in der Druckhaltezeit bildet und im folgenden prima¨r auf Zug belastet
wird, zuru¨ckgefu¨hrt. Die Untersuchung von Proben aus vorzeitig gestoppten
Ermu¨dungsversuchen ohne Haltezeit zeigte jedoch auch hier bereits die Bil-
dung von Mikrorissen in den ersten 10% der Lebensdauer; Im betrachteten
Gesamtdehnungsbereich ist deshalb unabha¨ngig von der Haltezeit von der
Mikrorissbildung in einem sehr fru¨hen Stadium des Versuches auszugehen.
Die Bruchlastspielzahl wird daher durch die Dauer des Risswachstums hin
zur kritischen La¨nge bestimmt. Fu¨r die unterschiedlichen Bruchlastspiel-
zahlen ist vielmehr der Einfluss der Haltezeit auf das Risswachstum, und
nicht auf die Rissbildung, verantwortlich.
Die Analyse der Hystereseschleifen zeigte, dass infolge von Druckhalte-
zeiten eine ho¨here Verformungsenergie pro Zyklus in die Probe eingebracht
wird, als dies fu¨r Ermu¨dungsversuche ohne Haltezeit oder mit Zughaltezeit
der Fall ist. Dies erkla¨rt das Wachstum der Mikrosrisse bis auf kritische
La¨nge innerhalb einer geringeren Zyklenzahl. Der Haltezeiteinfluss auf die
Lebensdauer konnte damit auf die auftretenden Zugspannungen und inelas-
tischen Dehnungen zuru¨ckgefu¨hrt werden. Insbesondere im Hinblick auf die
Modellierung ist von Bedeutung, dass die Beschreibung des Haltezeitein-
flusses auf die Bruchlastspielzahl allein durch die auftretende Verformung
ohne expliziter Beru¨cksichtigung von Oxidationseffekten mo¨glich ist.
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Ziel dieser Arbeit ist die Modellierung des Verformungs- und Scha¨digungs-
verhaltens ferritisch-martensitischer Sta¨hle unter kombinierter Kriechermu¨-
dungsbelastung. Die experimentelle Untersuchung zeigte die folgenden Ein-
flu¨sse der Belastung auf das Entfestigungsverhalten und die Lebensdauer,
die im Modell abgebildet werden sollen:
• Haltezeiten konstanter Gesamtdehnung im Belastungspfad fu¨hren im
Vergleich zu reinen Ermu¨dungsversuchen zu einer sta¨rkeren Entfes-
tigung. Das Ausmaß dieser zusa¨tzlichen Entfestigung ist neben der
Dauer der Haltezeit und der Temperatur auch von der Gesamtdehnung
abha¨ngig.
• Abha¨ngig von der Position der Haltezeit im Belastungszyklus stellt
sich eine Asymmetrie der Spitzenspannungen ein. Unabha¨ngig davon
kann die zusa¨tzliche Entfestigung infolge der Haltezeit jedoch als iso-
trop angenommen werden.
• Wa¨hrend Zughaltezeiten einen geringen Einfluss auf die Bruchlast-
spielzahl zeigen, fu¨hren Druckhaltezeiten zu einer deutlichen Abnah-
me der Lebensdauer. Im Allgemeinen wurden die geringsten Bruch-
lastspielzahlen in Versuchen mit kombinierter Haltezeit unter Zug und
unter Druck gemessen.
Mit dem Modell von Aktaa und Schmitt [10] wurden fu¨r die Modellierung
der Verformung und der Scha¨digung ferritisch-martensitischer Sta¨hle unter
zyklischer Belastung gute Ergebnisse erzielt. Aus diesem Grund wurde das
Modell als Grundlage fu¨r die Beschreibung des Kriechermu¨dungsverhaltens
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ausgewa¨hlt. Um die notwendigen Modifikationen identifizieren zu ko¨nnen
wird dabei im ersten Schritt das bestehende Modell auf Kriechermu¨dungs-
belastungen angewendet. Im zweiten Schritt wird das Modell dann entspre-
chend erweitert, um das oben beschriebene Materialverhalten abbilden zu
ko¨nnen.
5.1 Modellierung mit dem Modell von Aktaa und Schmitt
Zur Evaluierung des Modells von Aktaa und Schmitt [10] wurde aus den
zuvor gewonnenen experimentellen Daten entsprechend der durch Aktaa
und Schmitt vorgeschlagenen Strategie (vgl. Abschnitt 2.3.2) ein Parame-
tersatz fu¨r das Verformungsmodell bei 550 ◦C gewonnen. Die Modellierung
der Scha¨digung wurde in diesem ersten Schritt nicht beru¨cksichtigt, da die
Ursache fu¨r die nicht zufriedenstellende Lebensdauerberechnung unter Hal-
tezeitbelastungen im Verformungs-, und nicht im Scha¨digungsmodell ver-
mutet wurde. Die so fu¨r 550 ◦C bestimmten Parameter sind in Tabelle D.2
in Anhang D zusammengefasst.
Abbildung 5.1 zeigt den Vergleich der Hystereseschleifen im ersten Zy-
klus von Simulationsergebnissen mit Versuchsdaten fu¨r LCF-Versuche ohne
Haltezeit. Gezeigt wird hier der Stand der Paramterbestimmung nach dem
zweiten Schritt (vgl. Abschnitt 2.3.2): Die Modellparameter fu¨r die Fließre-
gel und die kinematische Verfestigung sind an die Versuchsergebnisse an-
gepasst, fu¨r die Parameter der isotropen Entfestigung werden jedoch noch
vernachla¨ssigbare Werte verwendet. Das Modell erlaubt eine zufriedenstel-
lende Beschreibung fu¨r den gesamten betrachteten Dehnungsbereich.
Im dritten Schritt wurden dann die Parameter der isotropen Entfestigung
an die Versuchsergebnisse angepasst. Die damit berechneten Entfestigungs-
kurven werden in Abbildung 5.2 mit dem experimentell beobachteten Ma-
terialverhalten verglichen. Da (im Gegensatz zu Versuchen mit Haltezeit)
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Abbildung 5.1: Vergleich zwischen Experiment und Simulation von Hysterese-
schleifen des ersten Zyklus von LCF-Versuchen ohne Haltezeit bei
550 ◦C fu¨r verschiedene Gesamtdehnungsamplituden
sowohl im Versuch, als auch in der Simulation symmetrische Spitzenspan-
nungen auftreten sind hier der U¨bersichtlichkeit halber nur die Zugspitzen-
spannungen gezeigt.
Im gesamten Dehnungsbereich wird die anfangs starke Entfestigung, die
daran anschließende kontinuierliche Entfestigung sowie der U¨bergang zwi-
schen beiden Phasen mit den gewa¨hlten Modellparametern zufriedenstel-
lend abgebildet. Das Modell erlaubt somit eine gute Beschreibung des Ver-
formungsverhaltens von P91 im Kurzzeitermu¨dungsbereich.
Zur Untersuchung des Modells unter kombinierter Kriechermu¨dungs-
belastung wurden bei 550 ◦C und±0.75% Gesamtdehnungsamplitude durch-
gefu¨hrte Haltezeitversuche mit dem Modell nachgebildet. Auch unter Be-
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Abbildung 5.2: Vergleich zwischen Experiment und Simulation des Entfestigungs-
verhaltens im LCF-Versuch ohne Haltezeit bis 0.8 N f bei 550 ◦C
fu¨r verschiedene Gesamtdehnungsamplituden
durch das Modell gut repra¨sentiert (siehe Abbildung 5.3). Sowohl fu¨r unter-
schiedlich lange Haltezeiten, als auch fu¨r unterschiedliche Haltezeitpositio-
nen wird der experimentell beobachtete Spannungsabfall in der Haltezeit,
und somit das Relaxationsverhalten, in guter U¨bereinstimmung beschrie-
ben. Entsprechend den berechneten Hystereseschleifen der LCF-Versuche
(Abb. 5.1) wurde hierbei ebenfalls die isotrope Entfestigung im Modell noch
nicht beru¨cksichtigt.
Bezu¨glich des Entfestigungsverhaltens zeigen sich allerdings signifikan-
te Abweichungen zwischen Messergebnissen und Modellantwort. In Ab-
bildung 5.4 sind dazu Simulationsergebnisse bei ±0.75% Gesamtdehnam-
plitude ohne Haltezeit, mit 10 min Haltezeit unter Zug und mit 10 min
Haltezeit unter Druck zusammen mit den entsprechenden Versuchsergeb-
nissen dargestellt. Im Versuch zeigten sich aufgrund der Haltezeit asymme-
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Abbildung 5.3: Vergleich zwischen Experiment und Simulation von Hysterese-
schleifen des ersten Zyklus von LCF-Versuchen mit Zughaltezeit
unterschiedlicher Dauer (oben) und mit unterschiedlichen Halte-




trische Spitzenspannungen (vgl. Abschnitt 4.2): Im Vergleich zur rein zykli-
schen Belastung ohne Haltezeit bewirkt die Einfu¨hrung einer Zughaltezeit
eine zusa¨tzliche Reduzierung der Zugspitzenspannungen, die Druckspit-
zenspannungen bleiben vergleichbar zu denen der Versuche ohne Haltezeit.
Umgekehrt zeigen Versuche mit Druckhaltezeit im Vergleich zum rein zy-
klischen Versuch reduzierte Druckspitzenspannungen, die Zugspitzenspan-
nungen entsprechen denen der Versuchen ohne Haltezeit. Im Modell fu¨hrt
eine Belastung mit Haltezeit jedoch ebenfalls zu symmetrischen Spitzen-
spannungen. Am Beispiel der Zughaltezeit zeigt sich, dass zwar die Spit-
zenspannung unter Zug gegenu¨ber dem entsprechenden Ermu¨dungsversuch
bei gleicher Gesamtdehnungsamplitude im Modell um den experimentell
gemessenen Betrag reduziert ist, diese Reduzierung der Spitzenspannung
wird im Modell allerdings auch fu¨r die Druckspitzenspannung berechnet.
Dies gilt entsprechend fu¨r eine Belastung mit Druckhaltezeit, wodurch ins-
besondere fu¨r Zug- und Druckhaltezeiten gleicher La¨nge identische, sym-
metrische Spitzenspannungsverla¨ufe durch das Modell berechnet werden.
Da somit der Einfluss der Haltezeitposition auf die auftretenden Spannun-
gen im Modell nicht korrekt abgebildet wird, ist auch die Abbildung des
Lebensdauereinflusses der Haltezeitposition mit dem Modell nicht mo¨glich.
Eine weitere Diskrepanz zwischen Modell und Experiment ergibt sich
fu¨r die Hystereseschleifen des ersten Zyklus bei Beru¨cksichtigung der iso-
tropen Entfestigung. In der vorgeschlagenen Strategie zur Parameterbestim-
mung wird die isotrope Entfestigung im ersten Zyklus als vernachla¨ssigbar
betrachtet und die Hystereseschleife prima¨r durch die kinematische Verfes-
tigung beschrieben. Erst in darauffolgenden Schritten werden die Entfesti-
gungsparameter dann anhand der zyklischen Entwicklung der Spitzenspan-
nung bestimmt. Abbildung 5.5 zeigt die berechneten Hystereseschleifen
fu¨r Versuche bei ±0.75% Gesamtdehnungsamplitude und unterschiedlich
lange Zughaltezeiten unter Beru¨cksichtigung der ermittelten Entfestigungs-
parameter. Im Vergleich zu Abbildung 5.4 zeigt sich fu¨r Haltezeiten von
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Abbildung 5.4: Vergleich zwischen Experiment und Simulation des Entfestigungs-
verhaltens in LCF-Versuchen mit Haltezeit bis N f /2 bei 550 ◦C fu¨r
±0.75% Gesamtdehnungsamplitude
einer Stunde und la¨nger ein deutlicher Unterschied in der auf die Haltezeit
folgenden Druckbelastung. Fu¨r Haltezeiten unter 10 Minuten stimmen die
berechneten Kurven auch bei Beru¨cksichtigung der Entfestigung u¨berein.
Die zur Beschreibung der geringeren Spitzenspannungen in Versuchen mit
Haltezeit notwendigen Werte der Parameter des statischen Terms der Ent-
festigung (rψ , ψr und m) fu¨hren somit bei hinreichend langen Haltezeiten
bereits am Ende der ersten Haltezeit zu Werten von ψ , die die Form der
Hystereseschleife im ersten Zyklus signifikant beeinflussen. Damit ist die
Entfestigung des Materials im ersten Zyklus fu¨r lange Haltezeiten nicht ver-
nachla¨ssigbar.
Eine Ursache fu¨r die nicht zufriedenstellende Beschreibung des Verfor-
mungsverhaltens unter kombinierter Kriechermu¨dungsbelastung ist somit
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       1 min Zug
       10 min Zug
       1 h Zug
       3 h Zug
P91, 550 °C
Zyklus 1, 10-3/s
Abbildung 5.5: Simulation des 1. Zyklus mit Haltezeiten verschiedener La¨nge un-
ter Beru¨cksichtigung der isotropen Entfestigung bei ±0.75% Ge-
samtdehnungsamplitude und 550 ◦C
wirkung bestimmter Parameter des Modells zueinander klein genug ist, um
sie unabha¨ngig voneinander bestimmen zu ko¨nnen, ist nur fu¨r rein zyklische
Versuche zutreffend. Mit zunehmender Haltezeitdauer wirkt sich jedoch die
Entfestigung stark genug aus, dass auch der auf die erste Haltezeit folgende
Lastwechsel bereits durch die vorausgehende Entfestigung beeinflusst wird.
Eine Bestimmung der Parameter des kinematischen Verfestigungsterms an
der Hystereseschleife des ersten Zyklus ohne Beru¨cksichtigung der isotro-
pen Entfestigungsterms ist damit nicht mehr mo¨glich.
Dies gilt ebenso fu¨r die Asymmetrie der Spitzenspannungen unter Hal-
tezeitbelastung. Auch mit Haltezeit sind die Spitzenspannungen im ersten
Zyklus noch nahezu symmetrisch. Die Asymmetrie entwickelt sich erst u¨ber
mehrere Zyklen hinweg. Durch die schrittweise Anpassung der Parameter
wird allerdings am ersten Zyklus ein Parametersatz fu¨r die kinematische
Verfestigung bestimmt, der auch unter Haltezeitbelastung zu symmetrischen
112
5.1 Modellierung mit dem Modell von Aktaa und Schmitt
Spitzenspannungen fu¨hrt. Da die isotrope Entfestigung sich gleichermaßen
auf Zug- und Druckbelastungen auswirkt, werden dann auch mit fortschrei-
tender Entfestigung weiterhin symmetrische Spitzenspannungen vorherge-
sagt. Demgegenu¨ber zeigten Versuche mit wechselnder Belastung (siehe
Abschnitt 4.3.1), dass sich die resultierenden Spitzenspannungen unter Hal-
tezeitbelastung im Vergleich zur rein zyklischen Belastung aus einer Re-
duzierung der Spannungsschwingbreite und einer Verschiebung aufgrund
des asymmetrischen Belastungspfades zusammensetzen. Aus Sicht der Mo-
dellierung ist dies im ersten Zyklus durch einen Parametersatz fu¨r die ki-
nematische Verfestigung zu beschreiben, der am Beispiel der Zughaltezeit
unter Druck eine erho¨hte Spitzenspannung vorhersagt. Dies wird von der
isotropen Entfestigung derart u¨berlagert, dass die aufgrund der Haltezeit
zusa¨tzlich auftretende Entfestigung dann wieder zu symmetrischen Spitzen-
spannungen im ersten Zyklus fu¨hrt. Die so fu¨r die kinematische Verfesti-
gung gewonnenen Parameter erlauben dann in den nachfolgenden Zyklen
die Beschreibung der Asymmetrie der Spitzenspannungen, wie sie unter
Haltezeitbelastungen gemessen wurden.
Des Weiteren zeigten sich in der Arbeit mit dem Modell Schwierigkeiten
mit der Art der Beru¨cksichtigung der verformungs- und der zeitabha¨ngigen
Entfestigung in der Evolutionsgleichung von ψ2 (Gl. 2.19). Das Material
entfestigt unter Haltezeitbelastung sta¨rker als im rein zyklischen Versuch.
Um dies abzubilden ist im Modell fu¨r den zeitabha¨ngigen Term ein kleinerer
Grenzwert (ψr) als fu¨r den verformungsabha¨ngigen Term (mit dem Grenz-
wert ψS, der von der vorausgehenden inelastischen Verformung abha¨ngt)
notwendig. Zum einen wird dadurch, dass ψr <ψS unabha¨ngig von der vor-
ausgehenden Verformungsgeschichte gilt, die eingefu¨hrte Abha¨ngigkeit des
Grenzwertes ψS von der maximalen vorausgehenden inelastischen Dehnung
unter Haltezeitbelastung unwirksam. Zum anderen na¨hert ψ2 sich auch ohne
inelastische Verformung dem Grenzwert des zeitabha¨ngigen Terms ψr an.
Dies fu¨hrt zu einer U¨berscha¨tzung der Entfestigung unter Kriechbelastung
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oder bei Auslagerung des Materials bei hoher Temperatur, aber ohne me-
chanische Belastung. Unter diesen Bedingungen wird vom Modell die volle,
im Haltezeitversuch gemessene Entfestigung vorhergesagt. Dagegen zeig-
ten experimentelle Untersuchungen unter diesen Bedingungen [34] deutlich
geringere mikrostrukturelle Degradation, und damit Entfestigung, als unter
zyklischer Belastung.
Dabei na¨hert sich ψ2 in der Haltezeit ψr von oben und nimmt Werte,
die kleiner als ψS sind, an. Im folgenden Lastwechsel strebt ψ2 dann wie-
der von unten gegen ψS. Da beide Grenzwerte hier gegeneinander arbeiten
fu¨hrt dies in der numerischen Optimierung der Parameter dazu, dass der
Grenzwert ψr kontinuierlich reduziert wird. Gleichzeitig wird der Wert des
Parameters c (der die Entfestigungsrate unter zyklischer Belastung kon-
trolliert) immer weiter erho¨ht um (im Durchschnitt) die unter rein zykli-
scher Belastung und unter Haltezeitbelastung notwendigen Entfestigungs-
werte zu erhalten. Der verformungsabha¨ngige Entfestigunsterm wirkt sich
in dieser Situation durch ψS > ψ2 > ψr somit als Verfestigungsterm aus
und wirkt der U¨berscha¨tzung der zusa¨tzlichen Entfestigung durch die Hal-
tezeit entgegen. Die so gewonnen Parameter erlauben zwar grundsa¨tzlich
die Beschreibung des experimentell beobachteten Entfestigungsverhaltens,
fu¨hren aber wie beschrieben zu unphysikalischem Verhalten des Modells
und versta¨rken die U¨berscha¨tzung der Entfestigung unter Belastungen mit
geringer inelastischer Verformungsrate. Zusa¨tzlich zeigten mit Haltezeit be-
gonnene Versuche, die nach einer bestimmten Zyklenzahl ohne Haltezeit
fortgesetzt wurden (Siehe Abschnit 4.3.1), dass die zusa¨tzliche, durch die
Haltezeit verursachte Entfestigung auch wa¨hrend der darauffolgenden rein-
zyklischen Belastung vorhanden ist. Demgegenu¨ber sagt das Modell nach
der A¨nderung des Belastungspfades wieder das Entfestigungsniveau unter
rein-zyklischer Belastung, und damit ein Ru¨ckgang der Entfestigung, vor-
aus.
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Fu¨r den Grenzwert ψS des verformungsabha¨ngigen Terms in der Evoluti-
onsgleichung von ψ2 wird im Modell eine Abha¨ngigkeit von der maxima-
len inelastischen Dehnschwingbreite beru¨cksichtigt. Die maximale inelas-
tische Dehnschwingbreite wird dabei durch den (absoluten) Maximalwert
der inelastischen Dehnung beschrieben (Gl. 2.20). Fu¨r rein zyklische Be-
lastungen gilt diese Beschreibung: Aufgrund der Symmetrie der Hysterese-
schleifen entspricht die inelastische Dehnschwingbreite dem doppelten des
Maximalwertes. Fu¨r eine gegebene Gesamtdehnungsamplitude und Halte-
zeitdauer zeigten Versuche mit Haltezeit entweder unter Zug oder unter
Druck aber dieselbe absolute maximale inelastische Dehnung wie der ent-
sprechende Versuch mit kombinierter Haltezeit unter Zug und Druck; Die
inelastische Dehnschwingbreite ist dagegen im Versuch mit kombinierter
Haltezeit ho¨her (siehe Abb. 5.3). Die zusa¨tzliche Entfestigung unter kom-
binierter Haltezeit im Vergleich zum Versuch mit Haltezeit unter entweder
Zug oder Druck kann nicht allein durch die zusa¨tzliche Haltezeit pro Zyklus
zufriedenstellend beschrieben werden. So fu¨hrte zum Beispiel eine Minu-
te Haltezeit bei maximaler und minimaler Gesamtdehnung fu¨r eine Ge-
samtdehnungsamplitude von ±0.75% bei 550 ◦C zu einer geringeren Span-
nungsschwingbreite, und damit zu sta¨rkerer Entfestigung, als entsprechende
Versuche mit 10 Minuten Haltezeit bei entweder maximaler oder minimaler
Gesamtdehnung. Zur korrekten Beschreibung des Entfestigungsverhaltens
muss hier ebenfalls die gro¨ßere inelastische Dehnungsschwingbreite unter
kombinierter Haltezeit im Modell beru¨cksichtigt werden.
Basierend auf diesen Erfahrungen wurde das Modell weiter modifiziert.




5.2 Erweiterung des Modells
Um die experimentell beobachteten Effekte abbilden zu ko¨nnen wurde das
Modell von Aktaa und Schmitt [10] auf den zuvor beschriebenen Erfah-
rungen beruhend modifiziert. Im folgenden Abschnitt soll die isotherme,
einachsige Formulierung des modifizierten Modells vorgestellt werden. Ei-
ne Mo¨glichkeit zur mehrachsigen Verallgemeinerung des Modells findet
sich in Anhang A.
Die einheitliche Beschreibung der inelastischen Verformung, die Kopp-
lung an das Scha¨digungsmodell und die Fließregel werden unvera¨ndert
u¨bernommen (vgl. Gleichungen 2.3, 2.12 und 2.14):










Zur Modellierung der kinematischen Verfestigung zeigte sich zuna¨chst, dass
ein Verfestigungsterm zur zufriedenstellenden Beschreibung der Spannungs-
Dehnungs-Hysteresen ausreichend ist (vgl. Abbilungen 5.1 und 5.3). Bei
Beru¨cksichtigung der asymmetrischen Spitzenspannungen in Versuchen
mit Haltezeiten zeigte sich jedoch, dass dies nur in Falle na¨herungsweise
symmetrischer Hystereseschleifen mo¨glich ist; Eine zufriedenstellende Be-
schreibung der sich ausbildenden Asymmetrie der Spitzenspannungen ge-
lang mit einem einzelnen Verfestigungsterm nicht. Aus diesem Grund wurde
dem Modell ein zweiter Verfestigungsterm hinzugefu¨gt:
Ω˙1 = H1ε˙in−CΩ1 |ε˙in|−R1 |Ω1|m1−1Ω1 (5.4)
Ω˙2 = H2ε˙in−R2 |Ω2|m2−1Ω2 (5.5)
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wobei
Ω=Ω1+Ω2 (5.6)
Basierend auf der Empfehlung von Chaboche [9] wurden dabei gute Ergeb-
nisse mit einem zusa¨tzlichen Term, der zwar statische Erholung, aber keine
dynamische Erholung erlaubt, erzielt. Dadurch verha¨lt sich der zusa¨tzliche
Verfestigungsterm bei entsprechender Wahl der Parameter unter rein zykli-
scher Belastung na¨herungsweise linear, unter Haltezeitbelastung hingegen
nichtlinear und erlaubt die Beschreibung der sich nur unter Belastungen mit
Haltezeit ausbildenden Asymmetrie. Wichtigste A¨nderung in der Beschrei-
bung der isotropen Entfestigung ist die Trennung der verformungs- und zeit-
abha¨ngigen Terme aus Gleichung 2.19 in separate Evolutionsgleichungen:
ψ˙1 =−h1 |ε˙in| (5.7)
ψ˙2 = c(ψS−ψ2) |ε˙in| (5.8)
ψ˙3 =−rψ |ψ2−ψr|mψ−1 (ψ2−ψr)+h3 |ε˙in| (5.9)
wobei
ψ = ψ1+ψ2+ψ3 (5.10)
mit den Anfangsbedingungen
ψ1(t = 0) = 0, ψ2(t = 0) = 1 und ψ3(t = 0) = 0 (5.11)
Zur Bestimmung des Grenzwertes ψS wird dabei nun die maximale inelas-
tische Dehnschwingbreite direkt beru¨cksichtigt:
ψS = 1−ψS,∞ (1− exp(−cS∆εin)) (5.12)
mit
∆εin = max−∞<τ<t εin(τ)− min−∞<τ<t εin(τ) (5.13)
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Die Bedeutung des zu ψ3 hinzugefu¨gten Terms h3 |ε˙in| wird dabei an Ab-
bildung 5.6 ersichtlich. Diese zeigt die Abha¨ngigkeit der Entfestigung ψ
von der inelastischen Dehnschwingbreite fu¨r Versuche ohne Haltezeit so-
wie mit Haltezeit von einer Minute unter Zug bzw. unter Druck. Die Ent-
festigung wurde jeweils anhand der Experimentaldaten na¨herungsweise als
Verha¨ltnis der Spannungsschwingbreiten im Referenzzyklus und im ers-
ten Zyklus bestimmt. Als Referenzzyklus wurde der Zyklus am U¨bergang
vom ersten zum zweiten Bereich der Entfestigung definiert. Dieser wurde
fu¨r jede Dehnamplitude unabha¨ngig von der Haltezeit bei 0.25N f des je-
weiligen LCF-Versuches gewa¨hlt. Fu¨r Versuche ohne Haltezeit wird diese
Abha¨ngigkeit, dargestellt durch die gru¨ne Kurve, durch Gleichung 5.12 be-
schrieben. Wie in der Abbildung beispielhaft und in Abschnitt 4.2 gezeigt,
werden bei gleicher Haltezeitdauer fu¨r Zug- und Druckhaltezeiten gleiche
Entfestigungswerte erreicht. Diese ko¨nnen durch die rote Kurve beschrieben
werden, wobei angenommen wird, dass fu¨r sehr kleine inelastische Verfor-
mungen auch mit Haltezeit (Auslagerung) nahezu keine Entfestigung auf-
tritt. Diese Kurve zeigt ein Minimum fu¨r inelastische Dehnschhwingbreiten
um 0.4%, fu¨r gro¨ßere inelastische Dehnschwingbreiten nimmt die mit Hal-
tezeit beobachtete Entfestigung wieder ab (vgl. Abschnitt 4.3.2). Der sta-
tische Entfestigungsterm in ψ3 allein wu¨rde jedoch, wie durch die blaue
Kurve dargestellt, bei hinreichend langer Haltezeit unabha¨ngig von der in-
elastischen Dehnschwingbreite eine zusa¨tzliche Entfestigung um ψr vorher-
sagen. Der hinzugefu¨gte Term h3 |ε˙in| dagegen erlaubt die Beschreibung ge-
ringerer zusa¨tzlicher Entfestigung durch Haltezeit fu¨r gro¨ßere inelastische
Dehnschwingbreiten, indem unter diesen Bedingungen ein Gleichgewicht
der beiden Terme bei |ψ3| < ψr erreicht wird. Demgegenu¨ber nimmt |ψ3|
so bei geringer inelastischer Verfomung pro Zyklus Werte an, die nahe an
ψr liegen, da der Einfluss von h3 |ε˙in| hier gering ist.
Daru¨ber hinaus bietet die Trennung der Terme gegenu¨ber der urspru¨ng-
lichen Formulierung (Gl. 2.19) eine Reihe von Vorteilen:
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Abbildung 5.6: Abha¨ngigkeit der Entfestigung von der inelastischen Dehnungs-
schwingbreite mit und ohne Haltezeit sowie schematische Verla¨ufe
der Modellparameter ψS(∆εin) und ψr
• Die Grenzwerte ψS des verformungsabha¨ngigen Entfestigungsterms
und ψr des zeitabha¨ngigen Entfestigungsterms ko¨nnen unabha¨ngig
voneinander erreicht werden. Die wechselweise Anna¨herung an bei-
de Grenzwerte in der Haltezeit und wa¨hrend der Lastwechsel wird
dadurch vermieden. Die unter Haltezeitbelastung entstandene zusa¨tz-
liche Entfestigung bleibt dadurch auch im Modell unter folgender rein
zyklischer Belastung erhalten. Des Weiteren fu¨hrt dies bei der nu-
merischen Parameterbestimmung nicht mehr zum gegenseitigen Auf-
schaukeln der entsprechenden Parameter und vereinfacht somit auch
die Parameterbestimmung.
• Im urspru¨nglichen Modell entspricht ψS der Entfestigung, die unter
rein zyklischer Belastung erreicht wird und ψr der Entfestigung, die
unter zyklischer Belastung mit Haltezeit erreicht wird. Da das Ma-
terial unter Haltezeitbelastung sta¨rker entfestigt, als unter rein zy-
klischer Belastung, gilt ψr < ψS < 1. Dies fu¨hrt zur U¨berscha¨tzung
der Entfestigung unter Belastungen mit geringer inelastischer Verfor-
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mungsrate (vgl. Abschnitt 5.1). Durch die Trennung der Terme im hier
vorgestellten Ansatz in separate Evolutionsgleichungen, die additiv
zueinander wirken, beschreibt ψS im Unterschied dazu zwar weiter-
hin die Entfestigung unter rein zyklischer Belastung, ψr jedoch die
zusa¨tzliche Entfestigung durch die Haltezeit. ψr entspricht damit im
modifizierten Modell der Differenz der Grenzwerte im Modell von
Aktaa und Schmitt. Dadurch wird durch das Modell fu¨r Belastungen
mit geringer inelastischer Verformungsrate nicht die volle Entfesti-
gung aus zyklischen Versuchen mit Haltezeit vorhergesagt, sondern
lediglich eine deutlich geringere Entfestigung. Dies entspricht expe-
rimentellen Untersuchungen unter diesen Bedingungen [34].
• Auch unter Haltezeitbelastung wird die Abha¨ngigkeit der Entfesti-
gung von der vorausgehenden inelastischen Verformung im modifi-
zierten Modell abgebildet. Im Modell von Aktaa und Schmitt dagegen
wird zwar die Abha¨ngigkeit des Grenzwertes ψS von der vorausge-
henden inelastischen Verformung beru¨cksichtigt, unter Haltezeitbe-
lastung na¨hert sich die Entfestigungsvariable ψ2 aber an den von der
vorausgehenden Verformung unabha¨ngigen Parameter ψr < ψS an.
Durch die im Vergleich zu Gl. 2.20 gea¨nderte Bestimmung der voraus-
gehenden inelastischen Dehnung in Gl. 5.12 wird die ho¨here inelastische
Dehnschwingbreite bei Belastung mit kombinierter Haltezeit unter Zug und
Druck im Vergleich zur Belastung mit Haltezeit an einer der Gesamtdeh-
nungsmaxima im Modell beru¨cksichtigt. Unter rein zyklischer Belastung
wirkt sich diese A¨nderung nicht aus, da in diesem Fall
max−∞<τ<t εin(τ)− min−∞<τ<t εin(τ)≈ 2∗ max−∞<τ<t |εin (τ) |
gilt.
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Das modifizierte Modell besitzt damit mit E, k, Z, n, H1, C, R1, m1, H2,
R2, m2, h1, c, rψ , ψr, mψ , h3, ψS,∞, cS, A, r und κ insgesamt 22 temperatur-
abha¨ngige Parameter, die anhand der vorliegenden Versuchsergebnisse zu
bestimmen sind. Die optimierte Prozedur der Parameterbestimmung soll im
folgenden Abschnitt vorgestellt werden.
5.3 Bestimmung der Modellparameter
Die hohe Anzahl von Modellparametern viskoplastischer Stoffgesetze er-
fordert aufgrund der Abha¨ngigkeit der Parameter untereinander eine nu-
merische Optimierung. Diese ist fu¨r jede betrachtete Temperatur gesondert
durchzufu¨hren. Zur dabei notwendigen numerischen Integration der Evo-
lutionsgleichungen wurde das Runge-Kutta-Verfahren vierter Ordnung mit
automatischer Schrittweitenkorrektur [151] angewendet. Im Rahmen die-
ser Arbeit wurde zur Optimierung der Parameter der Programmcode Mi-
nuit [152] verwendet. Ausgehend von einem Satz Startparameter wird da-
bei ein benutzerdefinierter Fehler, der die Abweichung zwischen Simula-
tion mit dem jeweiligen Parametersatz und Experiment beschreibt, durch
Variation der Modellparameter minimiert. Zur effizienten Optimierung des
Parametersatzes ist dabei die Wahl geeigneter Startparameter von Bedeu-
tung. Unter der Annahme einer Reihe von Vereinfachungen ist eine ers-
te Abscha¨tzung der Parameter direkt an den Versuchsergebnissen mo¨glich
[92]. Da hier jedoch geeignete Parametersa¨tze fu¨r den niedrigaktivierbaren
ferritisch-martensitischen Stahl EUROFER97, der a¨hnliches mechanisches
Verhalten zeigt, vorliegen [10], wurden diese als Ausgangspunkt der Opti-
mierung genutzt. Zur Quantifizierung der Abweichung zwischen Simulation
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und Experiment wird weiterhin eine Fehlerfunktion vom χ2-Typ verwendet.

















nexp bezeichnet die Anzahl der fu¨r die Parameteroptimierung beru¨cksichtig-
ten Experimente, ndat,m die Anzahl der Datenpunkte im jeweiligen Experi-
ment. σ simmn und σ
exp
mn bezeichnen die berechnete und gemessene Spannung
am jeweiligen Datenpunkt. Anhand der Hystereseschleifen des ersten Zy-
klus und der Spitzenspannungen unter Zug und unter Druck bis zum Ende
des zweiten Bereiches der Entfestigung wurde jeweils ein Einzelfehler be-
stimmt, der Gesamtfehler eines Parametersatzes ist dann die Summe der
beiden Einzelfehler. w stellt einen Gewichtungsfaktor dar, wie er in [124]
und [92] vorgeschlagen wird. Dieser Gewichtungsfaktor wurde eingefu¨hrt,
da in dieser Arbeit das Hauptaugenmerk auf der Modellierung des Verhal-
tens im linearen Bereich der Entfestigung (zwischen 20% und 80% der Le-
bensdauer) liegt. Als Kompromiss zwischen dem Langzeitverhalten und der
na¨herungsweisen Berechnung der Entfestigungsrate in der ersten Phase wur-
de die folgende einfache Gewichtungsfunktion verwendet:
w =
1 fu¨r N < Nlinear2 fu¨r N ≥ Nlinear (5.16)
Nlinear ist dabei die Zyklenzahl am U¨bergang von der ersten in die zweite
Phase, also am Beginn des linearen Bereiches der Entfestigung. Zur Ver-
einfachung wurde hier Nlinear unabha¨ngig von der Position und Dauer der
Haltezeit als 20% der Lebensdauer des rein zyklischen Versuches bei ent-
sprechender Temperatur und Gesamtdehnungsamplitude angenommen.
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Zur Bestimmung der Parameter des gekoppelten Scha¨digungsmodells
wurde der Fehler aufgrund der berechneten (Nsimf ,m) und der gemessenen Le-





∣∣∣Nsimf ,m−Nexpf ,m∣∣∣2 (5.17)
Diese Definition des Fehlers fu¨hrt gegenu¨ber einer logarithmischen Defini-
tion bei prozentual gleicher Abweichung der Bruchlastspielzahl zwischen
Versuch und Modell zu einem gro¨ßeren Fehler bei ho¨heren Bruchlastspiel-
zahlen, und damit bei kleineren Gesamdehnungsamplituden. Implizit fu¨hrt
dies zu einer sta¨rkeren Gewichtung der Versuche bei kleinen Gesamtdeh-
nungsamplituden in der Parameterbestimmung des Scha¨digungsmodells.
Diese Definition wurde zum einen aus praktischen Gru¨nden gewa¨hlt, da
hierdurch die gro¨ßere Anzahl, und damit ebenfalls implizit sta¨rkere Gewich-
tung der in der Parameterbestimmungg genutzten Versuche bei gro¨ßeren
Dehnamplituden zumindest teilweise ausgeglichen werden konnte. Zum an-
deren erscheint die sta¨rkere Gewichtung der Versuche bei kleinen Dehnam-
plituden sinnvoll, da diese Belastungen na¨her an den im Einsatz auftretenden
Belastungen liegen und damit eine gro¨ßere Abweichung in der Lebensdau-
er unter Laborbedingungen zugunsten einer genaueren Beschreibung unter
Einsatzbedingungen akzeptiert wird.
Entsprechend des Lebensdauerkriteriums der Experimente (10% Last-
abfall durch Ausbreitung eines Ermu¨dungsrisses, vgl. Abschnitt 3.3), wur-
de ein Scha¨digungswert von D=0.1 als Versagenskriterium der Simulation
betrachtet. Da die Vernachla¨ssigung der isotropen Entfestigung fu¨r lange
Haltezeiten im ersten Zyklus nicht mo¨glich ist (vgl. Abschnitt 5.1) wurde
die Paramteroptimierung in zwei Schritten durchgefu¨hrt. Im ersten Schritt
wurden sa¨mtliche Parameter des Verformungsmodells anhand von Ver-
suchsdaten bis zum Beginn des makroskopischen Risswachstums optimiert.
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Fu¨r die Parameter des Scha¨digungsmodells wurden dabei zuna¨chst ver-
nachla¨ssigbare Werte angenommen. Im zweiten Schritt wurden die Parame-
ter des Verformungsmodells auf die optimierten Werte fixiert und die Para-
meter des Scha¨digungsmodells anhand der Bruchlastspielzahl bestimmt. Da
die Parameter des Scha¨digungsmodells ebenfalls das Verformungsverhalten
beeinflussen (und umgekehrt) wurden diese beiden Schritte anschließend
iterativ wiederholt bis keine weitere Verbesserung der berechneten Fehler
erzielt werden konnte. Das gesamte Vorgehen ist in Abbildung C.13 darge-
stellt.
5.4 Ergebnisse
Entsprechend der beschriebenen Vorgehensweise wurden fu¨r das modifizier-
te Materialmodell Parametersa¨tze fu¨r P91 bei 450 ◦C und 550 ◦C bestimmt.
Die Parmatersa¨tze sind in den Tabellen 5.1 bis 5.4 zusammengefasst. Da
die Entfestigungskurven bei Auftragung u¨ber die akkumulierte inelastische
Dehnung bei 450 ◦C fu¨r Versuche mit und ohne Haltezeit aufeinander fallen
(vgl. Abschnitt 4.2.4) wurden hier fu¨r die Parameter der Evolutionsglei-
chung von ψ3 vernachla¨ssigbare Werte angenommen. Aus diesem Grund
werden im folgenden Abschnitt bezu¨glich des Haltezeiteinflusses vorwie-
gend Ergebnisse bei 550 ◦C dargestellt.
Die experimentell ermittelten und die berechneten Hystereseschleifen
des ersten Zyklus sind fu¨r LCF-Versuche und Versuche mit Zughaltezeit
bei 550 ◦C in Abbildung 5.7 gegenu¨bergestellt. Die Hystereseschleifen im
ersten Zyklus werden durch das Modell mit dem gewa¨hlten Parametersatz
sowohl unter reiner Ermu¨dungsbelastung, als auch im Versuch mit Hal-
tezeit gut abgebildet. Fu¨r lange Haltezeiten wird die Relaxation, d.h. der
Spannungsabfall in der Haltezeit, im ersten Zyklus leicht unterscha¨tzt. Die
Beschreibung der Hystereseschleifen gelingt dabei unabha¨ngig von der Po-
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Tabelle 5.1: E-Modul und angepasste Parameter der Fließregel des erweiterten
Modells
Parameter 450 ◦C 550 ◦C
E [MPa] 168000 156250
k [MPa] 247.3 162.8
Z [MPa s1/n] 77.1 220.6
n [-] 12 9
Tabelle 5.2: Angepasste Parameter der kinematischen Verfestigung des erweiterten
Modells
Parameter 450 ◦C 550 ◦C
H1 [MPa] 105990 74696
C [MPa] 648.3 563.3
R1 [MPa1−ms−1] 1 x10−7 2.5571 x10−4
m1 [-] 3.5 2.03
H2 [MPa] 4790.3 2013.2
R2 [MPa1−ms−1] 2.3879 x10−9 2.7699 x10−4
m2 [-] 3.17 0.10485
sition der Haltezeit im Belastungspfad (Abb. 5.8).
Eine gute U¨bereinstimmung von Experiment und Modell wird nicht nur
fu¨r den ersten Zyklus, sondern auch fu¨r das entfestigte Material erzielt.
Abbildung 5.9 zeigt dazu die gemessenen und berechneten Hystereseschlei-
fen bei halber Bruchlastspielzahl. Im Vergleich zum ersten Zyklus fa¨llt die
Unterscha¨tzung der Relaxation in der Haltezeit mit fortschreitender Entfes-
tigung des Materials deutlich geringer aus.
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Tabelle 5.3: Angepasste Parameter der isotropen Entfestigung des erweiterten Mo-
dells
Parameter 450 ◦C 550 ◦C
h1 [-] 3.4452 x10−3 2.6061 x10−3
c [MPa] 2.2244 2.2734
rψ [s−1] 0 2.6126 x10−3
ψr [-] 0 4.1365 x10−2
mψ [-] 1 2.85
h3 [-] 0 4.2602 x10−3
ψS,∞ [-] 0.138 0.2237
cS [-] 1674 2289
Tabelle 5.4: Angepasste Parameter des Scha¨digungsmodells
Parameter 450 ◦C 550 ◦C
A [MPa s1/r] 989.1 737.99
r [-] 4.984 4.992
κ [-] 26.8 25
Gute Ergebnisse wurden mit dem modifizierten Modell ebenfalls in der
Beschreibung des Haltezeiteinflusses auf die Wechselverformungskurven
erzielt. Abbildung 5.10 zeigt die berechneten Wechselverformungskurven
in Abha¨ngigkeit von der Haltezeitposition exemplarisch bei 550 ◦C und
±0.75% Gesamtdehnamplitude. Das modifizierte Modell bildet die Ab-
nahme der Zug-Spitzenspannungen infolge von Zughaltezeiten und die
Abnahme der Druck-Spitzenspannungen infolge von Druckhaltezeiten in
U¨bereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen ab. Dies betrifft
sowohl die Abnahme der Spannungsschwingbreite selbst, als auch die Ge-
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Abbildung 5.7: Vergleich der experimentell bestimmten und der berechneten Hys-
tereseschleifen des ersten Zyklus im Ermu¨dungsversuch ohne
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Abbildung 5.8: Vergleich der experimentell bestimmten und der berechneten Hys-
tereseschleifen des ersten Zyklus fu¨r unterschiedliche Haltezeitpo-
sitionen bei 550 ◦C und ±0.75% Gesamtdehnamplitude
Einfu¨hrung des Gewichtungsfaktors zur Vereinfachung des Parameterfit-
tings (vgl. Abschnitt 5.3), der den zweiten Bereich der Entfestigung sta¨rker
gewichtet, keinen negativen Einfluss auf die Beschreibung der anfa¨nglichen
Entfestigung im ersten Bereich. Dies ist eine deutliche Verbesserung der
Beschreibung des Materialverhaltens im Vergleich zur Modellantwort des
zugrundeliegenden Modells von Aktaa und Schmitt (vgl. Abb. 5.2).
Zur Charakterisierung des Haltezeiteinflusses auf die Entfestgung wur-
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Abbildung 5.9: Vergleich der experimentell bestimmten und der berechneten Hys-
tereseschleifen bei halber Bruchlastspielzahl im Ermu¨dungsversuch





















       ohne
       10 min Zug
       10 min Druck
       10 min Z.+D.
P91, 550 °C
±0.75%, 10-3/s
       Modell























Abbildung 5.10: Vergleich von berechneten und experimentell bestimmten Wech-
selverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitposi-
tionen bei ±0.75% Gesamtdehnamplitude, 10 min Haltezeitdauer
und 550 ◦C
zu einem Punkt der Sa¨ttigung, der bei 550 ◦C und ±0.75% Gesamtdehnam-
plitude zwischen 1 h und 3 h liegt, fu¨hrt eine la¨ngere Haltezeit zu sta¨rkerer
Entfestigung. Entsprechend der experimentellen Ergebnisse in Abbildung
4.10 zeigt Abbildung 5.11 die mit dem modifizierten Modell berechne-
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te zyklische Entwicklung der Zug-Spitzenspannung in Abha¨ngigkeit von
der Dauer der Zughaltezeit. Der Einfluss der Haltezeitdauer auf das Ent-
festigungsverhalten wird dabei zufriedenstellend abgebildet. Insbesondere
zeigt die Modellantwort in U¨bereinstimmung mit den experimentellen Er-
gebnissen nur eine minimale weitere Abnahme der Spannungen fu¨r eine
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Abbildung 5.11: Vergleich der berechneten und experimentell bestimmten zykli-
schen Entwicklung der Zug-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl
fu¨r Zughaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.75% Gesamtdehn-
amplitude und 550 ◦C
Zur zuverla¨ssigen Bestimmung der Bruchlastspielzahl mit dem gekop-
pelten Scha¨digungsmodell ist die pra¨zise Beschreibung des Verformungs-
verhaltens notwendig. Da das modifizierte Verformungsmodell mit dem
gewa¨hlten Parametersatz eine zufriedenstellende Beschreibung des Verfor-
mungsverhaltens sowohl unter reiner Ermu¨dungsbelastung, als auch unter
kombinierter Kriechermu¨dungsbelastung ermo¨glicht sollte damit auch die
gewu¨nschte Berechnung der Lebensdauer unter Kriechermu¨dungsbelastung
mo¨glich sein. Abbildung 5.12 zeigt dazu zuna¨chst die berechneten Wech-
selverformungskurven unter Ermu¨dungsbelastung bei 550 ◦C bis zum Ver-
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sagen. Entsprechende Ergebnisse bei 450 ◦C sind in Abbildung C.14 dar-
gestellt. Nicht nur das Entfestigungsverhalten, sondern auch die erreichte
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Abbildung 5.12: Vergleich zwischen Experiment und Modellbeschreibung des
Entfestigungsverhaltens und der Bruchlastspielzahl dehnungs-
kontrollierter LCF-Versuche bei 550 ◦C fu¨r ±0.3% bis ±0.75%
Gesamtdehnungsamplitude
Ein Ziel der Modellierung ist die Abbildung des scha¨dlichen Einflusses
von Druckhaltezeiten im modifizierten Modell. Abbildung 5.13 vergleicht
dazu die berechneten und die experimentell bestimmten Wechselvervor-
mungskurven infolge von zyklischer Belastung mit 1 h Haltezeit unter Zug
(links) sowie unter Druck (rechts) bei ansonsten gleichen Bedingungen
(550 ◦C, ±0.75% Gesamtdehnamplitude). Die Abnahme der Spannungs-
schwingbreite infolge der zyklischen Entfestigung, die asymmetrischen
Spitzenspannungen infolge der Haltezeit und die geringere Lebensdauer
infolge der Druckhaltezeit werden durch das modifizierte Modell wieder-
gegeben. Dies zeigt, dass eine Beschreibung des Haltezeiteinflusses auf die
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Bruchlastspielzahl auf Basis der auftretenden Spannungen und inelastischen
Verformungen ohne die explizite Beru¨cksichtigung von Oxidationseffekten
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Abbildung 5.13: Abbildung des Einflusses der Haltezeitposition auf die Wechsel-
verformungskurve und die Bruchlastspielzahl im Modell, links:
1 h Zughaltezeit, rechts: 1 h Druckhaltezeit, jeweils bei ±0.75%
Gesamtdehnamplitude und 550 ◦C
Die berechneten und gemessenen Bruchlastspielzahlen aller durchge-
fu¨hrten Versuche mit und ohne Haltezeit werden in Abbildung 5.14 ver-
glichen. Die gestrichelten Linien markieren den Bereich der Abweichung
zwischen Experiment und Simulation um den Faktor 2, alle Datenpunk-
te fallen innerhalb dieser Grenzen. Die Abnahme der Bruchlastspielzahl
infolge von Druckhaltezeiten wird im gesamten Bereich gut abgebildet.
Insbesondere tritt die gro¨ßte Abweichung zwischen berechneter und ge-
messener Bruchlastspielzahl bei 550 ◦C fu¨r einen Ermu¨dungsversuch oh-
ne Haltezeit bei ±0.6% Gesamtdehnungsamplitude auf. Die gemessene
Bruchlastspielzahl bei Wiederholung des Versuches liegt jedoch nahe an
der berechneten Bruchlastspielzahl. Vor allem unter Beru¨cksichtigung der
Streuung der Bruchlastspielzahlen im Versuch zeigt das modifizierte Mo-
dell mit den gewa¨hlten Parametern damit im gesamten untersuchten Bereich
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Abbildung 5.14: Vergleich der experimentell bestimmten und der berechneten
Bruchlastspielzahlen von P91 im Ermu¨dungsversuch mit und ohne
Haltezeit bei bei 450 ◦C (oben) und 550 ◦C (unten)
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5.5 Diskussion und Zusammenfassung
Das viskoplastische Verformungs- und Scha¨digungsverhalten des ferritisch-
martensitischen Stahls P91 wurde kontinuumsmechanisch mithilfe eines
gekoppelten Materialgesetzes modelliert. Das entwickelte Modell erlaubt
die Beschreibung der zyklischen Entfestigung und der Lebensdauer un-
ter zyklischer Belastung im Kurzzeitermu¨dungsbereich sowohl fu¨r reine
Ermu¨dungsbelastungen, als auch fu¨r (im Kraftwerksbetrieb vermehrt auf-
tretende) kombinierte Kriech- und Ermu¨dungsbelastungen.
Das zugrundeliegende Modell von Aktaa und Schmitt wurde anhand der
zuvor durchgefu¨hrten zyklischen Versuche mit Haltezeit auf seine Anwend-
barkeit unter Kriechermu¨dungsbelastungen evaluiert. Wa¨hrend auch fu¨r P91
ein einzelner kinematischer Verfestigungsterm zur Beschreibung der Hyste-
reseschleifen unter Ermu¨dungsbelastung ausreicht, kann die aus der Halte-
zeit resultierende Asymmetrie der Hystereseschleifen so nicht mehr zufrie-
denstellend abgebildet werden. Ebenso erlaubt die im Modell gewa¨hlte For-
mulierung der isotropen Entfestigung eine gute Beschreibung des Entfesti-
gungsverhaltens von P91 im LCF-Versuch, sto¨ßt aber bei der Anwendung
auf Ermu¨dungsversuche mit Haltezeit an Grenzen. Insbesondere die sich
infolge der Haltezeit einstellende Asymmetrie der zyklischen Spitzenspan-
nungen kann nicht abgebildet werden. Damit ist auch eine Abbildung der
charakteristischen Abnahme der Bruchlastspielzahl infolge von Druckhal-
tezeiten nicht mo¨glich. Ferner ist die empfohlene Strategie zur numerischen
Optimierung der Modellparameter fu¨r Belastungen mit langen Haltezeiten
nicht anwendbar, da vorausgesetzte Unabha¨ngigkeiten einzelner Gruppen
von Parametern voneinander nur unter reiner Ermu¨dungsbelastung ohne
Haltezeit gelten.
Grundsa¨tzlich kann eine verbesserte Beschreibung des Materialverhaltens
immer durch die Erho¨hung der Anzahl der Modellparameter, und damit der
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Freiheitsgrade des Modells, erreicht werden. Fu¨r eine sinnvolle Erweiterung
des Modells ist deshalb ein tiefgreifendes Versta¨ndniss des Haltezeiteinflus-
ses auf das Werkstoffverhalten notwendig. Zu diesem Zweck wurden die
in Abschnitt 4.3.1 vorgestellten Versuche mit abschnittsweise wechselnder
Haltezeitbelastung durchgefu¨hrt. Anhand dieser Versuche konnte gezeigt
werden, dass sich der Haltezeiteinfluss auf das Verformungs- und Entfes-
tigungsverhalten aus einer zusa¨tzlichen (isotropen) Entfestigung und einer
Verschiebung der Hystereseschleifen in Spannungsrichtung aufgrund der
unterschiedlichen inelastischen Veformungen in den Lastwechseln infolge
der Haltezeit zusammensetzt. Eine sinnvolle Erweiterung des Modells muss
dies beru¨cksichtigen und auch abbilden ko¨nnen.
Aufgrund der Ergebnisse dieser Versuche und den Erfahrungen aus der
Anpassung der LCF-Versuche mit und ohne Haltezeit wurde das Modell
von Aktaa und Schmitt umfangreich modifiziert. Zum einen wurde ein wei-
terer kinematischer Verfestigungsterm eingefu¨hrt. Dieser ermo¨glicht eine
verbesserte Beschreibung der Hysteresen [9] und erlaubt damit die Abbil-
dung der Asymmetrie bzw. Verschiebung infolge von Haltezeiten. Weite-
re, zusa¨tzliche Verfestigungsterme wu¨rden zwar die Abbildung der Hys-
tereseschleifen weiter verbessern ko¨nnen, zur Beru¨cksichtigung der sich
infolge der Haltezeit einstellenden Asymmetrie haben sich jedoch zwei
Verfestigungsterme als ausreichend erwiesen. Dies stellt damit einen gu-
ten Kompromiss aus Genauigkeit und Rechenaufwand bzw. Aufwand zur
Parameterbestimmung dar. Zum anderen erlaubt die durchgefu¨hrte Tren-
nung von verformungs- und zeitabha¨ngigen Einflu¨ssen auf die isotrope Ent-
festigung in separate Evolutionsgleichungen eine verbesserte Beschreibung
der zusa¨tzlichen Entfestigung infolge der Haltezeit. Zusammen mit einer
optimierten Vorgehensweise zur Parameterbestimmung gibt das weiterent-
wickelte Modell die Ergebnisse der Kurzzeitermu¨dungsversuche mit und
ohne Haltezeit sehr gut wieder.
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Abbildung 5.15: Vergleich der berechneten und experimentell bestimmten Spitzen-
spannungen der in Abschnitt 4.3.1 vorgestellten Versuche mit
abschnittsweiser Haltezeit
Abbildung 5.15 zeigt den Vergleich zwischen den experimentell be-
stimmten Spitzenspannungskurven (vgl. Abb. 4.17) der Versuche mit ab-
schnittsweise wechselnder Haltezeit und den entsprechenden mit dem mo-
difizierten Modell berechneten Kurven. Diese Versuche wurden nicht zur
Anpassung der Modellparameter verwendet. Sowohl die Asymmetrie der
Spitzenspannungen in Phasen mit Haltezeit, als auch die symmetrischen
Spitzenspannungen in Phasen ohne Haltezeit werden sehr gut abgebildet.
Einzig die anfa¨ngliche Entfestigung im ersten Bereich wird durch das Mo-
dell innerhalb einer zu geringen Zyklenzahl vorhergesagt. Dies ist in U¨ber-
einstimmung mit den LCF-Versuchen ohne Haltezeit (vgl. Abb. 5.12) und
liegt nicht in der gewa¨hlten Beschreibung des Haltezeiteinflusses auf die
Entfestigung, sondern in der Evolutionsgleichung fu¨r ψ2, die die starke
Entfestigung im ersten Bereich beschreibt, begru¨ndet: Im LCF-Versuch oh-
ne Haltezeit erfolgt der U¨bergang vom ersten in den zweiten Bereich der
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Entfestigung mit zunehmender Gesamtdehnamplitude bei geringeren akku-
mulierten inelastischen Dehnungen. Die Geschwindigkeit dieses U¨bergangs
wird im Modell durch den Parameter c beschrieben. Da dieser Parameter
in der gewa¨hlten Formulierung jedoch fu¨r alle Gesamtdehnamplituden kon-
stant ist, wird fu¨r kleine Gesamtdehnamplituden eine zu schnelle Abnahme
der Spitzenspannungen im ersten Bereich der Entfestigung berechnet. Da-
mit einhergehend wird auch die Bruchlastspielzahl beider Versuche um etwa
25% u¨berscha¨tzt, in U¨bereinstimmung mit dem Experiment werden jedoch
unabha¨ngig von der Reihenfolge der Haltezeiten nahezu gleiche Lebens-
dauern berechnet. Die insgesamt gute U¨bereinstimmung zwischen Experi-
ment und Modell ohne explizite Beru¨cksichtigung dieser Versuche in der
Bestimmung der Modellparameter zeigt somit die Eignung der fu¨r die Be-
schreibung des Haltezeiteinfluss gewa¨hlten Modifikationen des Modells.
Die angepassten Parametersa¨tze geben sowohl die experimentell bestimm-
ten Hystereseschleifen bei 450 ◦C und 550 ◦C, als auch die Wechselverfor-
mungskurven mit und ohne Haltezeit wieder. Die Beru¨cksichtigung des Hal-
tezeiteinflusses auf das Verformungsverhalten erlaubt die akkurate Berech-
nung der Bruchlastspielzahl durch das gekoppelte Scha¨digungsmodell auch
unter Kriechermu¨dungsbelastung. Insbesondere die fu¨r ferritisch-martensi-
tische Sta¨hle charakteristische, deutliche Abnahme der Bruchlastspielzahl
infolge von Druckhaltezeiten wird durch das erweiterte Modell gut ab-
gebildet. Die Abweichung der berechneten und experimentell ermittelten
Bruchlastspielzahlen voneinander liegt im Bereich der Streuung der Le-
bensdauer bei Wiederholung von Versuchen mit identischen Parametern.
Zusammenfassend wurde damit das Ziel der Modellierung, auch unter Hal-
tezeitbelastungen eine zufriedenstellende Beschreibung der Lebensdauer zu
ermo¨glichen, erreicht.
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Die vielfa¨ltigen und sich a¨ndernden Anforderungen an moderne Kraftwerke
erfordern einen flexiblen Betrieb bei hohen Belastungen. Die verwendeten
Komponenten und Werkstoffe werden dadurch kombinierten Kriech- und
Ermu¨dungsbelastungen ausgesetzt obwohl die urspru¨ngliche Auslegung der
Komponenten vielfach im Hinblick auf einen stationa¨ren Betrieb zur Grund-
lastdeckung, d.h. vorwiegend im Hinblick auf die Kriechfestigkeit, erfolgte.
Zum zuverla¨ssigen und o¨konomischen Betrieb mu¨ssen die Scha¨digungs-
und Versagensformen unter den gea¨nderten Betriebsbedingungen verstan-
den werden.
Aufgrund ihrer thermomechanischen Eigenschaften sind ferritisch-mar-
tensitische Sta¨hle prinzipiell fu¨r den Hochtemperatureinsatz unter zykli-
scher Belastung gut geeignet. In der Auslegung der Bauteile muss jedoch
die fu¨r diese Werkstoffklasse charakteristische zyklische Entfestigung oh-
ne Sa¨ttigung, d.h. die kontinuierliche Abnahme der Festigkeit unter zy-
klischer Belastung, beru¨cksichtigt werden. Hierzu ist die genaue Kennt-
nis des Entfestigungsverhaltens unter den gegebenen Belastungsbedingun-
gen notwendig. Insbesondere besteht eine starke Wechselwirkung zwischen
auftretenden Kriechbelastungen beim Betrieb unter konstanter Last und
Ermu¨dungsbelastungen infolge von Lastwechseln: Zum einen nehmen die
auftretenden Kriechraten mit zunehmender Entfestigung ebenfalls deutlich
zu, zum anderen fu¨hren kombinierte Kriechermu¨dungsbelastungen im Ver-
gleich zu reinen Ermu¨dungsbelastungen zu einer sta¨rkeren Entfestigung des
Materials.
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Im ersten Teil der Arbeit wurde daher das Entfestigungsverhalten des
ferritisch-amrtensitischen Stahls P91 unter Kriechermu¨dungsbelastung um-
fassend bei 450 ◦C und 550 ◦C charakterisiert. Hierzu wurden dehnungs-
kontrollierte Ermu¨dungsversuche mit Haltezeiten eingesetzt. Insbesondere
bei 550 ◦C zeigte sich eine starke Abha¨ngigkeit des Wechselverformungs-
verhaltens und der Entfestigung von eingefu¨gten Haltezeiten:
• Die Position der Haltezeit im Belastungszyklus beeinflusst nicht nur
das Verformungsverhalten, sondern auch die Lebensdauer. Zughalte-
zeiten fu¨hren (im Vergleich zu Ermu¨dungsbelastungen ohne Haltezeit
bei gleicher Gesamtdehnamplitude) zu einer Abnahme der Spitzen-
spannungen unter Zug, die Druck-Spitzenspannungen bleiben durch
die Zughaltezeit weitestgehend unbeeinflusst. Entsprechend fu¨hren
Druckhaltezeiten zu einer Abnahme der Druckspannungen bei gleich-
bleibenden Spitzenspannungen unter Zug. Wa¨hrend Zughaltezeiten
nur einen geringen Einfluss auf die Bruchlastspielzahl zeigen fu¨hren
Druckhaltezeiten zu einer deutlichen Abnahme.
• La¨ngere Haltezeiten fu¨hren zu einer sta¨rkeren Entfestigung. Insbeson-
dere kurze Haltezeiten zeigen jedoch den deutlichsten Einfluss, mit
zunehmender Haltezeitdauer nimmt die weitere Zunahme der Entfes-
tigung ab. Eine Sa¨ttigung dieses Effektes wurde (abha¨ngig von der
Gesamtdehnamplitude) im Bereich von 1 h Haltezeitdauer beobach-
tet. Dies geht mit einem deutlichen Abflachen der Relaxationskurve
nach 1 h einher.
• Der Einfluss der Haltezeit auf die Entfestigung nimmt mit abnehmen-
der Gesamtdehnamplitude zu. Dies ist insbesondere zu beru¨cksichti-
gen, da Laborversuche zur Charakterisierung des Ermu¨dungsverhal-
tens aufgrund der Versuchsdauer vorwiegend bei ho¨heren Belastun-
gen als im spa¨teren Einsatz durchgefu¨hrt werden.
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Auslegungsregeln mu¨ssen einen sicheren Betrieb gewa¨hrleisten, d.h. un-
ter allen auftretenden Belastungen hinreichend große Reservefaktoren si-
cherstellen, und gleichzeitig ein mo¨glichst kostengu¨nstiges Design ermo¨g-
lichen. Dies erfordert die Beru¨cksichtigung aller charakteristischen Eigen-
schaften eines Werkstoffes zur zuverla¨ssigen Lebensdauervorhersage unter
den auftretenden Belastungen. Gekoppelte Verformungs- und Scha¨digungs-
modelle aus der Kontinuumsmechanik haben hierzu eine gute Eignung un-
ter Ermu¨dungsbelastungen gezeigt. Unter Kriechermu¨dungsbelastungen ge-
lang eine zufriedenstellende Berechnung insbesondere der Lebensdauer je-
doch bisher nicht.
Basierend auf den experimentellen Untersuchungen im ersten Teil die-
ser Arbeit wurde daher das Modell von Aktaa und Schmitt im zweiten Teil
fu¨r den Einsatz unter Kriechermu¨dungsbelastungen weiterentwickelt. Durch
entsprechende Modifikationen konnten sowohl das Verformungsverhalten,
als auch das Scha¨digungsverhalten von P91 unter Kriechermu¨dungsbelas-
tung im Modell abgebildet werden. Insbesondere der genannte Haltezeitein-
fluss auf die Lebensdauer wird dabei durch das Modell wiedergegeben. Die
Abweichung der berechneten und experimentell bestimmten Bruchlastspiel-
zahlen liegt dabei fu¨r alle betrachteten Bedingungen in der Gro¨ßenordnung
der experimentellen Streuung bei Wiederholung des Versuches. Das entwi-
ckelte Materialmodell erlaubt damit eine akkurate Beschreibung von Ver-
formungsverhalten und Lebensdauer unter Kriechermu¨dungsbelastung.
Die experimentelle Charakterisierung des Werkstoffverhaltens sowie die
darauffolgende Modellierung erfolgte im Rahmen dieser Arbeit fu¨r ein-
achsige Belastungen. Auf Basis der einachsigen Formulierung des Modells
wurde eine mehrachsige Verallgemeinerung vorgeschlagen. Fu¨r diese Ver-
allgemeinerung des Modells ist jedoch eine Validierung anhand von Versu-
chen unter mehrachsiger Belastung notwendig. Dies ko¨nnte beispielsweise
durch kombinierte zyklische Zug-, Druck- und Torsionsbelastung von Rohr-
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proben geschehen. Die Implementierung des validierten Materialmodells in
seiner mehrachsigen Formulierung in Finite-Elemente-Codes wu¨rde dann
eine direkte Lebensdauerabscha¨tzung im Designprozess erlauben. Durch
die Bestimmung entsprechender Parametersa¨tze wa¨re das Modell fu¨r weite-
re ferritisch-martensitische Sta¨hle ebenfalls anwendbar.
Ferner beruht die mikrostrukturelle Interpretation des beobachteten Ma-
terialverhaltens in dieser Arbeit ausschließlich auf der zur Verfu¨gung ste-
henden Literatur, eigene Mikrostrukturuntersuchungen wurden nicht durch-
gefu¨hrt. Die aus dieser Arbeit zur Verfu¨gung stehenden Proben decken ein
breites Spektrum an unterschiedlichen Kriechermu¨dungsbelastungen ab und
wu¨rden eine detaillierte und systematische Untersuchung der Einflussfakto-
ren auf die mikrostrukturellen Hintergru¨nde der zyklischen Entfestigung im
Rahmen zuku¨nftiger Forschungsprojekte ermo¨glichen.
Zusammenfassend konnte in dieser Arbeit erfolgreich ein Materialmodell
entwickelt werden, dass die Beschreibung des Verformungsverhaltens und
der Lebensdauer ferritisch-martensitischer Sta¨hle unter Kriechermu¨dungs-
belastungen erlaubt. Der Einsatz des Materialmodells zur Auslegungszwe-
cken ermo¨glicht zuku¨nftig die akkurate Lebensdauerabscha¨tzung von hoch-
belasteten Bauteilen, und damit eine sichere Auslegung auch ohne kostspie-
lige U¨berdimensionierung aufgrund unbekanntem Materialverhaltens, auch
im geforderten, flexiblen Betrieb von Kraftwerken.
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A Mehrachsige Formulierung des
erweiterten Modells
Das in Kapitel 5 fu¨r einachsige Belastungen vorgestellte gekoppelte Ver-
formungs- und Scha¨digungsmodell kann fu¨r mehrachsige Belastungen im
isothermen Fall folgendermaßen verallgemeinert werden:
ε˙ = ε˙ el + ε˙ in

































A Mehrachsige Formulierung des erweiterten Modells




ψ1(t = 0) = 0, ψ2(t = 0) = 1 und ψ3(t = 0) = 0
ψ˙1 =−h1 p˙
ψ˙2 = c(ψS−ψ2)p˙
ψ˙3 =−rψ |ψ3−ψr|mψ−1(ψ3−ψr)+h3 p˙
mit ψS = 1−ψS,∞ (1− exp(−cS∆εin,eq))




(ε in (τ)− ε in (τ0)) : (ε in (τ)− ε in (τ0))
Zur Modellierung der Scha¨digung wird die a¨quivalente einachsige Span-
nung χ (σ ) entsprechend der mehrachsigen Erweiterung des Scha¨digungs-
modells von Rabotnov durch Hayhurst [153] bestimmt:












s bezeichnet dabei den deviatorischen Anteil des Spannungstensors, s =
σ − 13 Spur(1), und σI die maximale Hauptspannung. Die zusa¨tzlichen Pa-
rameter α1 und α2 sind ebenfalls temperaturabha¨ngig und sind anhand von
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Abbildung C.1: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitpo-
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Abbildung C.2: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitpo-
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*Versuch nach 1000 Zyklen gestoppt
Abbildung C.3: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitpo-
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Abbildung C.4: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeitpo-
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Abbildung C.5: Wechselverformungskurven von P91 fu¨r verschiedene Haltezeit-
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       10 min        1 h*
P91, 450 °C
±0.5%, 10-3/s
*Versuch nach 1000 Zyklen gestoppt
Abbildung C.6: Auftragung der Zug-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r Zug-
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       10 minP91, 450 °C±0.75%, 10-3/s
Abbildung C.7: Auftragung der Druck-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
Druckhaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.75% Gesamtdehn-
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*Versuch nach 150 Zyklen gestoppt
Abbildung C.8: Auftragung der Druck-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
Druckhaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.75% Gesamtdehn-
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Abbildung C.9: Wechselverformungskurven fu¨r kombinierte Zug- und Druckhalte-
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±0.5%, 10-3/s
Abbildung C.10: Auftragung der Druck-Spitzenspannung u¨ber die Zyklenzahl fu¨r
Druckhaltezeiten verschiedener Dauer bei ±0.5% Gesamtdehn-
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Abbildung C.11: Wechselverformungskurven fu¨r kombinierte Zug- und Druckhal-
tezeiten unterschiedlicher Dauer bei ±0.3% Gesamtdehnamplitu-
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Abbildung C.12: Auftragung der Entfestigung u¨ber die akkumulierte inelastische
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Abbildung C.14: Vergleich zwischen Experiment und Modellbeschreibung des
Entfestigungsverhaltens und der Bruchlastspielzahl dehnungs-





D.1 Bestimmung der mittleren Hystereseenergie
Da P91 aufgrund der kontinuierlich bis zum Bruch erfolgenden zyklischen
Entfestigung im Ermu¨dungsversuch kein stabilisiertes Verhalten zeigt ist die
Bestimmung eines repra¨sentativen Zyklus nicht mo¨glich. Anstelle der Hys-
tereseenergie in einem bestimmten Zyklus wird deshalb die mittlere Hyste-
reseenergie WT ,avg betrachtet. Dazu wird zuna¨chst die gesamte Hysteresee-









∆WT (i) bezeichnet dabei die Hystereseenergie unter Zug eines jeden Zy-




Die Bruchlastspielzahl, die gesamte und die mittlere Hystereseenergie der
bei 550 ◦C durchgefu¨hrten Versuche sind in Tabelle D.1 zusammengefasst.
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D Tabellen
Tabelle D.1: Bruchlastspielzahl, gesamte und mittlere Hystereseenergie der bei
550 ◦C bis zum Versagen durchgefu¨hrten Versuche
Dehnamplitude Position Dauer N f WT ,ges WT ,avg
[sec] [-] [J/cm3] [J/cm3]
±0.3%
ohne - 5151 2633 0.51114
Zug 60 6689 3784 0.56570
Druck
60 2233 1469 0.65799
600 1831 1315 0.71846
Zug+Druck
60 2139 1521 0.71127
300 1567 1266 0.80817
600 1784 1472 0.82522
±0.5%
ohne - 1290 1917 1.48589
Zug
60 1067 1630 1.52764
600 1196 1829 1.52960
Druck
60 821 1380 1.68124
600 583 1084 1.85901
3600 602 1136 1.88638
Zug+Druck
60 1001 1714 1.71199
600 819 1483 1.81087
±0.75%
ohne - 488 1381 2.83033
Zug
60 561 1593 2.83993
600 496 1403 2.82863
3600 586 1628 2.77816
10800 360 953 2.64722
Druck
60 521 1580 3.03248
600 406 1120 3.23728
3600 426 1360 3.19343
Zug+Druck
60 511 1548 3.02896
600 346 1120 3.23728
3600 301 981 3.25914
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D.2 Parameter des Modells von Aktaa und Schmitt fu¨r P91
D.2 Parameter des Modells von Aktaa und Schmitt fu¨r P91
Entsprechend der vorgeschlagenenen Strategie in [10] wurde der folgende
Parametersatz fu¨r das Modell von Aktaa und Schmitt fu¨r P91 bei 550 ◦C
bestimmt:
Tabelle D.2: Parametersatz des Modells von Aktaa und Schmitt fu¨r P91 bei 550 ◦C
Parameter Wert Parameter Wert Parameter Wert
E [MPa] 156250 H [MPa] 56271 h 5.293*10−3
k [MPa] 37.4 C 503.1 c 2.108
Z [MPa s
1
n ] 456.3 R [MPa1−ms−1] 1.38*10−6 rψ [s−1] 3.683*10−5
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